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第 1 章 序論 
 
1.1 研究背景 
機械・構造物を設計する際，それを構成する材料は必然的に使用に耐えられる十分な機
械的強さを有している必要がある．一般的な材料力学に基づく設計においては，想定され
る負荷応力に安全率を掛けた値が材料の降伏応力または耐力を超えないように設定する．
一方，一般的な力学的特性である降伏応力や引張強さなどは引張試験により得ることがで
き，試験結果は工業的価値がある．しかし，材料の特性を十分理解した上で材料を使用す
るためには，巨視的な特性の把握のみでなく，その特性発現メカニズムについても理解す
る必要がある．材料は原子の集合によって形成されているため，その力学的特性は原子の
微視的振る舞いの巨視的な結果として表れる．例えば降伏応力や引張強さなどの塑性的性
質は構造敏感な性質と言われ，格子欠陥の存在状態に強く影響を受ける．また，力学的特
性発現メカニズムを理解することは材料利用の観点のみでなく，材料開発を行う上でも重
要な知見となる． 
金属の力学的特性に関する研究は古くから行われており，現在では多くの知見が得られ
ている．例えば機械的負荷による変形過程での加工硬化や塑性変形などについて，転位論
の発達とその適用によって，それまで巨視的な現象としてしか把握されていなかった加工
硬化や塑性変形のメカニズムが明らかとなってきた[1]．一般的な材料の強度は純金属その
ものが持つ素の強度に加え，様々な強化機構によってその材料固有の材料強度を発現して
いる．主な材料強化機構として加工硬化や結晶粒微細化，固溶強化，析出強化，分散強化
などがある．固溶強化や析出強化，分散強化は母材中に様々な構成元素を様々な形態で含
有させることで微視的な障害物を材料中に導入し，塑性変形を担う転位の移動を抑制する
方法である．一方，加工硬化は材料に変形を加えることによって転位密度を高め，転位の
移動を抑制する方法であり，省資源やコストの面などから合金元素の使用量を減らす取組
としても期待が寄せられている．近年ではショットピーニングなどによる表面硬化処理[2]
やひずみ誘起塑性を利用した鉄鋼材[3]など，加工硬化現象を利用した材料・表面処理の開
発や利用が広く行われている．このように加工硬化は重要な強化因子の一つであり，加工
硬化や塑性変形のメカニズムの理解，またその測定技術の向上は材料利用や材料開発にと
って必要不可欠である． 
従来，材料の結晶粒サイズや形状などといったミクロレベルでの微視組織の研究には光
学顕微鏡や SEM（走査電子顕微鏡）が，転位の移動や密度などといったナノレベルの微視
組織の研究には TEM（透過電子顕微鏡）が広く用いられてきた．TEM による観察は転位な
どナノレベルの微視組織の様子を直接観察できるため有用な方法である．しかし，観察の
ためには薄膜状の試料を作製する必要があることや破壊検査であること，また試料作製時
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にナノレベルの微視組織の状態が変化してしまうことなどの問題点がある．また，鉄鋼材
料の場合，αFe は磁性体であることから試料の取り扱いが難しく TEM での観察はより困難
となる．なお，本論文では原則としてナノレベルの微視組織のことを単に微視組織と呼ぶ． 
一方，回折した X 線の測定角度またはエネルギーに対する強度曲線を回折 X 線プロファ
イル（以下，ラインプロファイル）と呼ぶが，このラインプロファイルには微視組織の情
報が含まれており，これを解析することで転位密度に代表される微視組織の物理量を求め
ることができる．X 線回折による評価は TEM による方法と比べ簡便であり，非破壊の測定
が可能である．また，測定結果からは X 線照射領域内の平均値として転位密度や結晶子サ
イズなどの物理量が得られるため，定量的な評価が可能である．ラインプロファイルを用
いた微視組織の解析手法（以下，ラインプロファイル解析）は古くから提案されており，
Williamson–Hall 法[4]や Warren–Averbach 法[5]などが広く知られている．しかしこれらの解
析方法では弾性異方性の影響が考慮されておらず，弾性異方性の大きな材料の評価には用
いることができなかった．例えば弾性コンプライアンス Sij によって求められる異方性の程
度を表す指標 A（=2(S11− S12)/S44）の値はタングステンで 1.00，アルミニウムで 1.22，鉄で
2.36，銅で 3.21 である[6]．等方性の場合はこの値が 1 となり，1 から離れているほど異方性
が大きいことを意味する．A 値が 1.00 であるタングステンや比較的 1 に近いアルミニウム
などは上記の解析方法が適用可能であるが，A 値が大きな鉄や銅に適用することは困難であ
る．このため主たる機械・構造用材料である鉄鋼材料のラインプロファイル解析による微
視組織評価はあまり行われてこなかった． 
しかし，近年 Ungár ら[7]によって弾性異方性を考慮した実用的な解析法（以下，修正法）
が提案され，鉄鋼材料など弾性異方性の大きな材料へのラインプロファイル解析の適用の
可能性が示された．なお，本論文中で Williamson–Hall 法および Warren–Averbach 法の修正
法を，それぞれ修正 Williamson–Hall 法および修正 Warren–Averbach 法と呼ぶ． 
解析方法の研究段階では銅[7][8]や鉄[9]などの純金属のバルク材や粉末を用いた研究が
中心であったが，その後，修正法を実用的な鉄鋼のバルク材に適用した研究が行われ始め
た．例えば Borbély ら[10]はラインプロファイル解析を応用し，集合組織を有する高純度鉄
について弾性異方性の影響を考慮した蓄積エネルギーの評価方法を示した．また Ungár ら
[11]は MANET 鋼の常温下および 250℃下での低サイクル疲労における転位密度や結晶サイ
ズの変化をラインプロファイル解析により求め，その温度依存性を示した．Yin ら[12]は微
細粒組織を持つ低炭素鋼において，熱間圧延による降伏応力の変化に対するリン添加の影
響について修正法を用いた検討を行い，転位の配置パラメータである M 値[13][14]の変化か
ら転位の相互作用の違いがリン添加の有無によって異なるため，降伏応力変化に違いが生
じることを示した．また，Takebayashi ら[15]は炭素鋼の焼入れおよび焼もどし時の転位密度
を修正 Warren–Averbach 法，Williamson–Hall 法，および TEM 観察によって評価し，修正
Warren–Averbach法による解析結果はもっともらしいが TEM観察による結果と比べ 1.6から
4.8 倍であることを示した．Dutta ら[16]は低炭素鋼に対する超音波表面処理によって生じる
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加工軟化の原因の一つとして転位密度の低下があることを修正 Williamson–Hall 法を用いた
転位密度解析の結果から示した．Mahadevan ら[17]はマルエージング鋼の熱時効過程におけ
る硬さと不均一ひずみの変化の関係を修正 Williamson–Hall 法により示した． 
上記の様に鉄鋼材料の微視組織をラインプロファイル解析により評価した結果がいくつ
か報告されている．しかし，加熱や冷却による微視組織の変化に着目した研究や特定の課
題に対する限定的な研究が多く，系統的な機械的負荷に対する微視組織と力学的特性の変
化に着目し評価した報告は見られない．そのため，ラインプロファイル解析を用いた研究
によって微視組織に起因した力学的特性の理解を深めるためには，系統的な研究によって
ラインプロファイル解析により得られる微視組織の物理量と力学的特性の関係を明らかと
し，ラインプロファイル解析法による微視組織と力学的特性の評価法を確立することが望
まれる． 
 
1.2 目的 
1.1 項で述べたとおり，これまでの研究は解析方法の研究や特定の課題に対する限定的な
研究が多かった．しかし，新たな実用的評価方法としてラインプロファイル解析法を用い
るためには，まずラインプロファイル解析により得られるパラメータの値が微視組織や力
学的特性の変化によってどの様に変化するかを知る必要がある．そこで，最も一般的な鉄
鋼材料の一つである機械構造用炭素鋼を用い，系統的な既知の機械的負荷を加えた際の微
視組織と力学的特性の変化からラインプロファイル解析による微視組織と力学的特性の評
価法の確立を試みた． 
その後，ラインプロファイル解析を用いた評価法の有効さを確認するため，材料表面の
強化方法であるショットピーニングおよびレーザーピーニングを施したオーステナイト系
ステンレス鋼に対するラインプロファイル解析を行い，表面処理方法の違いによる微視組
織の違いや，微視組織と力学的特性との関係について検討した．  
 
1.3 構成 
 本論文は微視組織と力学的特性の関係についてラインプロファイル解析を用いた実験的
研究によって 6 章で構成されている． 
 本章（序論）に続く第 2 章では本論文における基本原理として，ラインプロファイル解
析方法および材料の基本的な結晶構造について示した． 
第 3 章および第 4 章では系統的な既知の機械的負荷を加えた際の微視組織と力学的特性
の変化からラインプロファイル解析による微視組織と力学的特性の評価法の確立を試みた．
具体的には第 3 章では一般的な機械・構造材料である機械構造用炭素鋼に引張負荷を加え，
その際の力学的特性と微視組織の関係についてラインプロファイル解析により検討した．
続く第 4 章では同じく機械構造用炭素鋼に基本的な加工硬化による材料強化方法である冷
間圧延を施し，その際の力学的特性と微視組織の関係についてラインプロファイル解析に
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より検討した． 
第 5 章ではラインプロファイル解析の応用として材料表面の強化方法であるピーニング
技術に着目し，ショットピーニングおよびレーザーピーニングにより試料表面近傍に圧縮
残留応力を導入したオーステナイト系ステンレス鋼における微視組織をラインプロファイ
ル解析により評価し，力学的特性との関係について考察した． 
最後に第 6 章では第 3 章から第 5 章の研究をまとめ，結論として本論文の要約を記した． 
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第 2 章 ラインプロファイル解析および結晶構造 
 
2.1 多結晶材料の概要 
一般に金属材料は結晶材料であるが，炭素鋼など広く機械・構造材料に用いられる金属
材料は複数の単結晶（結晶粒）から成る多結晶材料である．結晶粒の大きさや配向性など
は多結晶材料の力学的特性に大きな影響を与えるため重要であり多くの研究がなされてい
る．例えば結晶粒径 d と降伏応力 σyの間には Hall–Petch の関係[1] 
 
 ߪ௬ ൌ ߪ଴ ൅ ݇௬݀ଵ/ଶ (2.1)
 
があることが古くから知られており，幅広く利用されている．ただし，σ0 および ky は定数
である．一方で，降伏応力と結晶粒径の関係が式(2.1)の関係となる理由の説明は多くの試み
がなされているが必ずしも定かではない[2]．Hall–Petch の関係のような古くから広く用いら
れている関係式であるにもかかわらず，その提案から半世紀以上が経過しても未だそのメ
カニズムの説明が確定しない理由は材料の力学的特性に関する素過程が複雑であることに
加え，その素過程の測定や観察が困難であることが挙げられる．結晶材料の力学的特性の
発現には上述の結晶粒径や結晶の配向性のみならず，結晶粒内の格子欠陥と呼ばれるナノ
レベルの原子配列の乱れが大きくかかわっている．結晶粒は原子が長周期に規則的な配列
を有する単結晶であるが，厳密にはナノレベルで見るとその配列に乱れが存在する．格子
欠陥には原子の空孔や侵入によって生じる 0 次元の欠陥である点欠陥，転位に代表される
一次元の配列のずれである線欠陥，積層欠陥や双晶などの二次元欠陥である面欠陥がある．
一般的に結晶材料の塑性変形は一次元の配列のずれである転位の移動によって担われる．
このとき転位は変形に要するエネルギーが最小となるよう原子配列の最密面の最密方向へ
移動する．代表的な結晶構造には図 2.1 に示す体心立方格子（bcc），面心立方格子（fcc）な
どが存在し，それぞれ原子配列によって最密面および最密方向が異なる．体心立方格子の
すべり面およびすべり方向はそれぞれ{110}および<111>であり，そのすべり系を{110}<111>
として表す．面心立方格子のすべり面およびすべり系はそれぞれ{111}および<110>であり，
そのすべり系は{111}<110>となる．このときバーガースベクトル bは図 2.2 に示すようにす
べり面上のすべり方向の 1 原子間距離として表すことができる．なお，転位には図 2.3 に示
すらせん転位と刃状転位の二つの種類がある． 
 結晶中を転位が自由に移動できるとき，転位の移動抵抗は一定であり，塑性変形に伴う
加工硬化は生じない．しかし転位が何等かの障害の影響により移動抵抗が増加すると加工
硬化が生じる．上記の様に材料の力学的特性は結晶粒径などのミクロレベルの微視組織の
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みでなく，結晶粒内で生じるナノレベルの組織変化にも大きく依存することが分かる．こ
のため，材料の力学的特性発現メカニズムを理解するためにはミクロレベルやナノレベル
などマルチスケールでの検討が必要であり，本論文ではナノレベルの微視組織評価のため
次項で述べる X 線ラインプロファイル解析の適用を試みた． 
 
 
図 2.1 体心立方格子および面心立方格子モデル． 
 
  
図 2.2 bcc（左）および fcc（右）におけるバーガースベクトルの方向． 
 
  
図 2.3 らせん転位（左）と刃状転位モデル（右）の模式図． 
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2.2 ラインプロファイル解析の基本原理 
2.2.1 X 線回折の概要 
試料に照射された X 線は図 2.4 のようにブラッグの回折条件（nλ=2dsinθ）を満足する条
件で回折 X 線を生じる．ただしは入射 X 線の波長，d は格子面間隔，θ はブラッグ角，n
は自然数である．このとき試料内部にひずみが存在すると格子面間隔 d の変化に応じて，
波長 λ 一定とする場合はブラッグ角 θ が，角度 θ 一定とする場合は回折 X 線の波長 λ が変
化する．本論文においては全て波長一定として測定を行ったため，以降は波長一定として
測定されたものとして記す． 
X 線を試料に照射した際に X 線照射領域内に一様なひずみが存在する場合，ブラッグ角
の変化が観察される．一方，X 線照射領域内に不均一なひずみが存在する場合，ラインプロ
ファイルの幅拡がりが観察される．このラインプロファイルの幅拡がりを定性的な材料損
傷程度の指標として用いられることもあるが，本論文においてはこのラインプロファイル
の幅拡がりを解析することで，微視組織に関する物理量を定量化し，力学的特性との関係
について議論した．以降，ラインプロファイル解析の原理および方法について説明する． 
  
 
図 2.4 Bragg の回折条件． 
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2.2.2 ラインプロフィルの幅拡がりの原因 
結晶子サイズやひずみ，格子欠陥などの不完全結晶によるラインプロフィル形状につい
て考える．まずもっとも簡単な結晶の非完全性である結晶子サイズの影響について考える．
一つの小さな六面体結晶からの回折強度 I は a1，a2，a3方向のセル（単位胞）の数を ଵܰᇱ，ܰ ଶᇱ，ܰ ଷᇱ
とおくと，次式の様に表される． 
 
 
ܫ ൌ ܫ௘ܨଶ
sinଶ ቀߨߣቁ ሺ࢙ െ ࢙૙ሻ ∙ ଵܰᇱࢇ૚
sinଶ ቀߨߣቁ ሺ࢙ െ ࢙૙ሻ ∙ ࢇ૚
sinଶ ቀߨߣቁ ሺ࢙ െ ࢙૙ሻ ∙ ଶܰᇱࢇ૛
sinଶ ቀߨߣቁ ሺ࢙ െ ࢙૙ሻ ∙ ࢇ૛
 
sinଶሺߨ/ߣሻሺ࢙ െ ࢙૙ሻ ∙ ଷܰᇱࢇ૜
sinଶሺߨ/ߣሻሺ࢙ െ ࢙૙ሻ ∙ ࢇ૜  
(2.2)
 
ただし，Ieは電子１個からの散乱強度，F は構造因子，S0は入射ベクトル，Sは回折ベクト
ルである． 
Scherrer はこの関係を用いて結晶子サイズとラインプロフィルの幅拡がりの関係につい
て以下の通り示した[3]． ଵܰᇱ ൌ ଶܰᇱ ൌ ଷܰᇱ ൌ ܰᇱである小さな立方結晶のパウダーについて無ひ
ずみ，無格子欠陥の状態を仮定すると，ラインプロフィルの幅拡がりは結晶サイズのみに
よるものと見なすことができる．簡便のため単結晶について考えるとܛ െ ࢙૙は回折指数 hkl
を用いて次式の様に表すことができる． 
 
 ܛ െ ࢙૙ ൌ ߣሺ݄࢈૚ ൅ ݇࢈૛ ൅ ݈࢈૜ሻ (2.3)
 
なお，b1，b2，b3は逆格子空間における基本ベクトル（逆格子ベクトル）であり，格子空間
における基本ベクトル a1，a2，a3とは次の関係がある． 
 
 ࢈૚ ൌ ࢇ૛ ൈ ࢇ૜ࢇ૚ ∙ ࢇ૛ ൈ ࢇ૜ (2.4a)
 ࢈૛ ൌ ࢇ૜ ൈ ࢇ૚ࢇ૚ ∙ ࢇ૛ ൈ ࢇ૜ (2.4b)
 ࢈૜ ൌ ࢇ૚ ൈ ࢇ૛ࢇ૚ ∙ ࢇ૛ ൈ ࢇ૜ (2.4c)
 
ここで∆࢙だけ方向の異なる散乱ベクトル࢙ᇱ െ ࢙૙ᇱを考えると，元の散乱ベクトルܛ െ ࢙૙との
関係は次式のようになる． 
 
 ࢙ᇱ െ ࢙૙ᇱ ൌ ࢙ െ ࢙૙ ൅ ∆࢙ (2.5)
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この関係を用いて式(2.2)は次式と表される． 
 
 ܫ ൌ ܫ௘ܨଶ
sinଶ ቀߨߣቁ ∆࢙ ∙ ଵܰᇱࢇ૚
sinଶ ቀߨߣቁ∆࢙ ∙ ࢇ૚
sinଶ ቀߨߣቁ∆࢙ ∙ ଶܰᇱࢇ૛
sinଶ ቀߨߣቁ∆࢙ ∙ ࢇ૛
sinଶሺߨ/ߣሻ∆࢙ ∙ ଷܰᇱࢇ૜
sinଶሺߨ/ߣሻ∆࢙ ∙ ࢇ૜  
  (2.6)
 
また，Gauss 関数による近似を行うと次式の形で表すことができる． 
 
 sinଶሺܰᇱݔሻsinଶݔ ≅ ܰ
ᇱଶ݁ିሺேᇲ௫ሻమ/గ (2.7)
 
この関係を用いることで，回折強度は次式で表すことができる． 
 
 ܫ ൌ ܫ௘ܨଶܰ଺݁ିሺగ/ఒమሻሺேᇲ௔ሻమሼሺ୼࢙∙ࢇ૚ሻమାሺ୼࢙∙ࢇ૛ሻమାሺ୼࢙∙ࢇ૜ሻమሽ (2.8)
 
ここで，a1，a2，a3が等しい直方体を考えれば次式で表すことができる． 
 
 ܫ ൌ ܫ௘ܨଶܰ∗଺݁ିሺగ/ఒమሻሺேᇲ௔ሻమሺ୼࢙ሻమ (2.9)
 
また，次式 
 
 ሺ∆࢙ሻଶ ൌ ሺ࢞ െ ∆ sin ߠሻଶ ൅ ࢟ଶ ൅ ሺ∆ cos ߠሻଶ (2.10)
 
の関係があるとして，回折 X 線が s に対して Δ の拡がりを持つ場合の回折 X 線の強度 I(Δ)
は次式で表すことができる． 
 
 
ܫሺ∆ሻ ൌ ܭܫ௘ܨଶܰ଺݁ିగ൬
ேᇲ௔
ఒ ൰
మ
୼మୡ୭ୱమఏ න ݁ିగ൬
ேᇲ௔
ఒ ൰
మ
ሺ௫ି୼ୱ୧୬ఏሻమ݀ݔ
ାஶ
ିஶ
 
න ݁ିగሺேᇲ௔/ఒሻమ௬మ݀ݕ
ାஶ
ିஶ
 
(2.11)
 
ここで，ݔᇱ ൌ ݔ െ ߂sinߠおよび݀ݔᇱ ൌ ݀ݔとすると二つの積分はܭᇱとしてまとめることができ，
次式となる． 
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 ܫሺΔሻ ൌ ܭᇱ݁ିగሺேᇲ௔/ఒሻమ୼మ ୡ୭ୱమ ఏ (2.12)
 
また，Δ=0 のときピーク強度はܫሺ߂ሻ ൌ ܫ௠となり，ܭᇱをܫ௠で置き換えれば次式となる． 
 
 ܫሺΔሻ ൌ ܫ௠݁ିగሺேᇲ௔/ఒሻమ୼మ ୡ୭ୱమ ఏ (2.13)
 
なお，ܫሺ߂ሻ ൌ ܫ௠/2のとき，Δ は半価幅 B(2θ)（Full Width at Half Maximum）の半角である． 
 
 12 ൌ ݁
ିగሺேᇲ௔/ఒሻమሺ஻/ଶሻమ ୡ୭ୱమ ఏ (2.14)
 
これを書き直せば B(2θ)は次式の通りとなる． 
 
 ܤሺ2ߠሻ ൌ 2ሼሺln2ሻ/ߨሽ
ଵ/ଶߣ
ܰᇱܽ cos ߠ  (2.15)
 
このとき2ሼሺln2ሻ/ߨሽଵ/ଶ ≅ 0.94であり，	ܮ ൌ ܰᇱܽとおけば Scherrer の式が次の通り得られる． 
 
 ܤሺ2ߠሻ ൌ 0.94ߣܮ cos ߠ (2.16)
 
ここで結晶サイズによる幅拡がりのより一般的な形として積分幅を用いた評価方法[4]を
示す．なお，ここでは簡単のため斜方晶における 00l 回折による場合を考える．セル n1n2n3
の位置が 
 
 ࡾ௡ ൌ ݊ଵࢇଵ ൅ ݊ଶࢇଶ ൅ ݊ଷࢇଷ (2.17)
 
であるとして，散乱ベクトルを連続な変数݄ଵ，݄ଶおよび݄ଷを用いて次式 
 
 ሺ࢙ െ ࢙૙ሻ/ߣ ൌ ݄ଵ࢈૚ ൅ ݄ଶ࢈૛ ൅ ݄ଷ࢈૜ (2.18)
 
の通り表すとき，一つの結晶からの回折強度は次式で表される． 
 
 ܫሺ݄ଵ݄ଶ݄ଷሻ ൌ ܫ௘ܨଶ෍෍݁ଶగ௜ൣ൫௡భᇲି௡భ൯௛భା൫௡మᇲି௡మ൯௛మା൫௡యᇲି௡య൯௛య൧
௡ᇲ௡
 (2.19)
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実空間における回折 X線の積分強度 Pは逆格子空間における式(2.19)で示される回折強度分
布の積分値に比例するため，積分強度 P は次式で表すことができる． 
 
 ܲ ൌ නܲᇱሺ2ߠሻ݀ሺ2ߠሻ ൌ ܭමܫሺ݄ଵ݄ଶ݄ଷሻ ݄݀ଵ݄݀ଶ݄݀ଷ (2.20)
 
ここでは 00l 回折を想定しているため，2sinߠ ߣ⁄ ≅ ݄ଷ|࢈૜|と見なせば散乱ベクトルは次式の
様に近似することができる． 
 
 ቚݏ െ ݏ଴ߣ ቚ ൌ
2 sin ߠ
ߣ ൌ |݄ଵ࢈૚ ൅ ݄ଶ࢈૛ ൅ ݄ଷ࢈૜| ≅ ݄ଷ࢈૜ (2.21)
 
この関係より， 
 
 d݄ଷ ൌ cos ߠ ݀
ሺ2ߠሻ
ߣ|࢈૜|  (2.22)
 
となり，回折強度 P(2θ)は次式で表される． 
 
 ܲሺ2ߠሻ ൌ ܭcosߠߣ|࢈૜| ඵܫሺ݄ଵ݄ଶ݄ଷሻ ݄݀ଵ݄݀ଶ (2.23)
 
これに式(2.19)を代入し 00l 回折について－1/2 から＋1/2 の範囲で積分を考えれば次式で表
すことができる． 
 
 ܲሺ2θሻ ൌ
ܭܫ௘ܨଶ cos ߠ
ߣ|࢈૜| ෍ ෍
sinߨሺ݊ଵᇱ െ ݊ଵሻ
ߨሺ݊ଵᇱ െ ݊ଵሻ
sin ߨሺ݊ଵᇱ െ ݊ଵሻ
ߨሺ݊ଵᇱ െ ݊ଵሻ௡భ௡మ௡య௡భᇲ ௡మᇲ ௡యᇲ
݁ଶగ௜൫௡యᇲି௡య൯௛య 
  (2.24)
 
このとき，ሾsin ߨሺ݊ଵᇱ െ ݊ଵሻ ߨሺ݊ଵᇱ െ ݊ଵሻ⁄ ሿ ∙ ሾsin ߨሺ݊ଶᇱ െ ݊ଶሻ ߨሺ݊ଶᇱ െ ݊ଶሻ⁄ ሿは݊ଵᇱ ൌ ݊ଵかつ݊ଶᇱ ൌ ݊ଶの
ときのみ 1 であり，それ以外では 0 となる．このため，P(2θ)は次式で書き直すことができ
る． 
 
 ܲሺ2ߠሻ ൌ
ܭܫ௘ܨଶ cos ߠ
ߣ|࢈૜| ෍෍෍෍݁
ଶగ௜൫௡యᇲି௡య൯௛య
௡యᇲ௡య௡మ௡భ
 (2.25)
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ここでሺ݊ଵ݊ଶሻ列のセル数をܰଶሺ݊ଵ݊ଶሻとすれば݊ଷおよび݊ଷᇱの積分範囲での積分は 
 
 ෍݁ଶగ௜௡యᇲ ௛య
ேିଵ
଴
෍ ݁ଶగ௜௡య௛య
ேିଵ
଴
ൌ sin
ଶሺߨ݄ܰଷሻ
sinଶሺߨ݄ଷሻ  (2.26)
 
最大の強度となるとき，つまり h3=l のとき式(2.26)は最大値ܰଶሺ݊ଵ݊ଶሻを取り，回折強度の最
大値 Pmとなる． 
 
 ௠ܲሺ2ߠሻ ൌ ܭܫ௘ܨ
ଶ cos ߠ
ߣ|࢈૜| ෍෍ܰ
ଶሺ݊ଵ݊ଶሻ
௡మ௡భ
 (2.27)
 
 ところで，式(2.20)で示した積分強度の式を dh1および dh2をそれぞれ－1/2 から＋1/2 およ
び l－1/2 から l＋1/2 の範囲で積分を行えば積分強度が次式の通り得られる． 
 
 නܲሺ2ߠሻ݀ሺ2ߠሻ ൌ ܭܫଶܨଶܰ∗ (2.28)
 
ここでܰ∗は結晶中のセル数である．積分幅は積分強度を回折強度の最大値で除した値であ
り，次式で表される． 
 
 βሺ2ߠሻ ൌ ׬ܲሺ2ߠሻ݀ሺ2ߠሻ
௠ܲሺ2ߠሻ ൌ
ߣܰ
ܽଷcosߠ ∑ ∑ ଷܰଶሺ݊ଵ݊ଶሻ௡మ௡భ
 (2.29)
 
ここで T(n1n2)=a3N2(n1n2)をセル n1n2 のコラムにおける a3 方向の結晶軸とする．このとき式
(2.29)の二重積分は x，y および z を結晶軸とする斜方晶の体積として次式で置き換えること
ができる． 
 
 ෍෍ܰଶሺ݊ଵ݊ଶሻ
௡మ௡భ
ൌ නනܶ
ଶሺݔ, ݕሻ
ܽଷଶ
݀ݔ݀ݕ
ܽଵܽଶ  (2.30)
 
ここで V を結晶の体積とすればܰ∗=V/α1α2α3であり式(2.29)は次式で表される． 
 
 βሺ2ߠሻ ൌ ߣܸcosߠ ׬ܶଶሺݔ, ݕሻ ݀ݔ݀ݕ (2.31)
 
ܶ ൌ ׬݀ݖであることから式(2.31)は次式の通りとなる．ただし，׬ܸܶ݀ ൌ ܸである． 
第 2 章 
 
15 
 
 
 βሺ2ߠሻ ൌ ߣܸcosߠ ׬ܶ ܸ݀ ൌ
ߣ
ܦcosߠ (2.32)
 
このとき θ および λ は既知であるため積分幅より結晶サイズ D を得ることができる． 
 次に不均一ひずみによるラインプロファイルの幅拡がりについて考える．ブラッグの回
折条件式 λ=2dsinθ を θ で微分すれば
 
 ∆ሺ2ߠሻ ൌ െ2∆݀݀ ∙ tanߠ ൌ െ2ε ∙ tanߠ (2.33)
 
となる．ここで，回折角 2θ において，不均一なひずみの平均〈ߝଶ〉ଵ ଶ⁄ ሺൌ ߝ∗ሻによってライン
プロファイルの幅拡がり Δ(2θ)が生じていると考えれば， 
 
 ∆ሺ2ߠሻ ∝ ߝ∗ ∙ tanߠ (2.34)
 
の関係が成り立つ．一方，散乱ベクトルに関する式 K=2sinθ/λ を θ で微分すれば， 
 
 ∆ܭ ൌ ∆ሺ2ߠሻ ∙ cosߠ/ߣ (2.35)
 
となることから，これに式（2.34）を代入すれば， 
 
 ∆ܭ ∝ sinߠߣ  (2.36)
 
となり，不均一ひずみߝ∗が存在するとき，ΔK は sinθ/λ に比例して大きくなることが分かる． 
 
2.2.3  Williamson–Hall 法[5] 
 ラインプロフィルの幅拡がりは不均一ひずみߝ∗による幅拡がりと結晶子サイズ D による
幅拡がりの和と仮定すれば，2.2.2 項で示した不均一起因の積分幅[6] 
 
 ߚௌ ൌ 2ߝ∗ ∙ tanߠ (2.37)
 
と結晶子サイズ起因の積分幅 
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 ߚ஽ ൌ ߣܦcosߠ (2.38)
 
の和として次式で表すことができる． 
 
 ߚ ൌ 2ߝ∗ ∙ tanߠ ൅ ߣܦcosߠ (2.39)
 
これを書き直すと 
 
 ߚ cosߠߣ ൌ 2ߝ
∗ ∙ sin ߠߣ ൅
1
ܦ (2.40)
 
と表すことができる． また，散乱ベクトルを用いて書き直せば， 
 
 ߂ܭ ൌ ߝ∗ ∙ ܭ ൅ 1ܦ (2.41)
 
となる． 
 式(2.41)を用いれば各 K におけるラインプロフィルの幅拡がり ΔK の傾きより不均一ひず
みߝ∗，切片の逆数より結晶サイズ D を得ることができる． 
 
2.2.4 Warren–Averbach 法[7] 
 結晶サイズとひずみの両方によるラインプロフィルの幅拡がりが含まれる場合について，
より厳密な解析について考える．なお，ここでは図 2.5 に示す斜方晶における 00l 回折につ
いて考える．このとき単位格子݉ଵ݉ଶ݉ଷの原点は次式で表される． 
 
 ࡾ௠ ൌ ݉ଵࢇ૚ ൅ ݉ଶࢇ૛ ൅݉ଷࢇ૜ ൅ δሺ݉ଵ݉ଶ݉ଷሻ (2.42)
 
ただし，変位 δ(m1m2m3)はひずみによる項である．またひずみは連続であると考え単位格子
のひずみを無視すれば回折強度は次式で与えられる． 
 
 ܫ ൌ ܫ௘ܨଶ෍෍݁ሺଶగ௜/ఒሻሺ࢙ି࢙૙ሻ∙൫ࡾ೘ᇲିࡾ೘൯
௠ᇲ௠
 (2.43)
 
散乱ベクトルを連続な変数 h1，h2および h3を用いて表せば次式の通りとなり， 
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 ሺ࢙ െ ࢙૙ሻ/ߣ ൌ ݄ଵ࢈૚ ൅ ݄ଶ࢈૛ ൅ ݄ଷ࢈૜ (2.44)
 
式(2.42)および式(2.44)を用いて式(2.43)を書き直せば次式の通りとなる． 
 
 ܫ ൌ ܫ௘ܨଶ෍෍݁ଶగ௜൛൫௠భ
ᇲି௠భ൯௛భା൫௠మᇲି௠మ൯௛యା൫௠యᇲି௠య൯௛యାሾ௦ି௦బ ఒ⁄ ሿ∙൫ࢾ೘ᇲିࢾ೘൯ൟ
௠ᇲ௠
 
  (2.45)
 
ここで，変位 δmを次式で表す． 
 
 ࢾ௠ ൌ ܺ௠ࢇଵ ൅ ௠ܻࢇଶ ൅ ܼ௠ࢇଷ (2.46)
 
また，散乱ベクトル(S−S0)/λ をその平均として lb3で近似し，式(2.44)との内積をとれば次式
のようになり， 
 
 
ሺ࢙ െ ࢙૙ሻ
ߣ ∙ ࢾ௠ ൌ ݈࢈ଷ ∙ ሺܺ௠ࢇ૚ ൅ ௠ܻࢇ૛ ൅ ܼ௠ࢇ૜ሻ ൌ ݈ܼ௠ (2.47)
 
図 2.5 逆格子空間における 00l 回折． 
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これを式(2.45)へ代入することで単位結晶当りの回折強度関数として次式を得る． 
 
 ܫ௘௨ሺ݄ଵ݄ଶ݄ଷሻ ൌ ܨଶ෍෍݁ଶగ௜ൣ൫௠భ
ᇲି௠భ൯௛భା൫௠మᇲି௠మ൯௛మା൫௠యᇲି௠య൯௛యା௟൫ࢆ೘ᇲିࢆ೘൯൧
௠ᇲ௠
 
  (2.48)
 
これは回折強度理論に基づく次式[8] 
 
 ܲ ൌ ܫ௘ܯܴ
ଶߣଷ
4ݒ௔ ම
ܫ௘௨ሺ݄ଵ݄ଶ݄ଷሻ
sin ߠ ݄݀ଵ݄݀ଶ݄݀ଷ (2.49)
 
を用いれば回折強度 P(2θ)は次式により得られる． 
 
 නܲሺ2ߠሻ݀ሺ2ߠሻ ൌ ܫ௘ܯܴ
ଶߣଷ݌ሺ݄݈݇ሻ
4ݒ௔ නනන
ܫ௘௨ሺ݄ଵ݄ଶ݄ଷሻ
sin ߠ ݄݀ଵ݄݀ଶ݄݀ଷ 
  (2.50)
 
ただし，p(hkl)は多重度因子である．また，ここでは 00l 回折を想定しているため，式(2.22)
の関係を用いれば，両辺の積分を一つずつ減らし，回折強度 P(2θ)は次式で表すことができ
る． 
 
 ܲሺ2ߠሻ ൌ ܫ௘ܯܴ
ଶߣଷ݌ሺ݄݈݇ሻ cos ߠ
4ݒ௔|࢈૜| නන
ܫ௘௨ሺ݄ଵ݄ଶ݄ଷሻ
sin ߠ ݄݀ଵ݄݀ଶ (2.51)
 
また，これを変形して次式で表す． 
 
 ܲᇱሺ2ߠሻ ൌ ܲሺ2ߠሻ2ߨܴ sin 2ߠ (2.52)
 
これらの関係を整理すると次式が得られる． 
 
ܲᇱሺ2ߠሻ ൌ ܭ
∗ܯܨଶ
sinଶ ߠ නන෍෍݁
ଶగ௜ൣ൫௠భᇲି௠భ൯௛భା൫௠మᇲି௠మ൯௛మା൫௠యᇲି௠య൯௛యା௟൫௓೘ᇲି௓೘൯൧݄݀ଵ݄݀ଶ
௠ᇲ௠
 
  (2.53)
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ただし， 
 
 ܭ∗ ൌ ܫ௘ܴߣ
ଶ݌ሺ݄݈݇ሻ
16ߨݒ௔|࢈૜|  (2.54)
 
である．また，全回折範囲を含むように－1/2 から+1/2 の範囲で積分すれば 
 
 න ݁ଶగ௜൫௠భᇲି௠భ൯௛భ݄݀ଵ ൌ sin ߨ
ሺ݉ଵᇱ െ ݉ଵሻ
ߨሺ݉ଵᇱ െ ݉ଵሻ
ାଵ/ଶ
ିଵ/ଶ
 (2.55)
 
となる．h2についても同様であることから，式(2.53)は次式で表される． 
 
ܲᇱሺ2ߠሻ ൌ ܭ
∗ܯܨଶ
sinଶ ߠ ෍෍
sinߨሺ݉ଵᇱ െ ݉ଵሻ
ߨሺ݉ଵᇱ െ ݉ଵሻ
sin ߨሺ݉ଶᇱ െ ݉ଶሻ
ߨሺ݉ଶᇱ െ ݉ଶሻ ݁
ଶగ௜ൣ൫௠యᇲି௠య൯௛యା௟൫௓೘ᇲି௓೘൯൧
௠ᇲ௠
 
  (2.56)
 
このとき， ሾsin ߨሺ݉ଵᇱ െ ݉ଵሻ ߨሺ݉ଵᇱ െ ݉ଵሻ⁄ ሿ ∙ ሾsin ߨሺ݉ଶᇱ െ ݉ଶሻ ߨሺ݉ଶᇱ െ ݉ଶሻ⁄ ሿは݉ଵᇱ ൌ ݉ଵ かつ
݉ଶᇱ ൌ ݉ଶのときのみ 1 であり，それ以外では 0 となる．このため，ܲᇱሺ2ߠሻは次式で書き直す
ことができる． 
 
 ܲᇱሺ2ߠሻ ൌ
ܭ∗ܯܨଶ
sinଶ ߠ ෍෍෍෍ൣ݁
ଶగ௜௟ൣ௓൫௠యᇲ ൯ି௓ሺ௠యሻ൧݁ଶగ௜൫௠యᇲି௠య൯௛య൧௠భ௠మ
௠యᇲ௠య௠మ௠భ
 
  (2.57)
 
となる．ここで，݊ ൌ ݉ଷᇱ െ ݉ଷおよびܼ௡ ൌ Zሺ݉ଷᇱ ሻ െ ܼሺ݉ଷሻと置けば，式（2.57）は次式で表
される． 
 
 ܲᇱሺ2ߠሻ ൌ ܭ
∗ܨଶ
sinଶ ߠ ෍ ௡ܰ
∗〈݁ଶగ௜௟௓೙〉
ାஶ
௡ୀିஶ
݁ଶగ௜௡௛య (2.58)
 
ただし，ܰ ௡∗は図 2.6 に示す様に測定領域内に存在する同コラム内で n 個離れたセルのペアの
数である． 
ここで，上述の通りܰ∗は試料内のセル数であり，各変数を 
ୡܰ୭୪∗ ：試料内のコラム数， 
ܰሺൌ ܰ∗/ ୡܰ୭୪∗ ሻ：コラム内の平均セル数， 
௡ܰሺൌ ௡ܰ∗/ ୡܰ୭୪∗ ሻ：コラム内の平均 n ペア数， 
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と定義する．これらの変数を用いて式(2.58)を書き直せば次式となる． 
 
 ܲᇱሺ2ߠሻ ൌ ܭ
∗ܰܨଶ
sinଶ ߠ ෍
௡ܰ
ܰ 〈݁
ଶగ௜௟௓೙〉௡
ାஶ
௡ୀିஶ
݁ଶగ௜௡௛య (2.59)
 
ここで，指数部を展開すれば式(2.59)は次式となる． 
 
ܲᇱሺ2ߠሻ ൌ ܭ
∗ܰ∗ܨଶ
sinଶ ߠ ෍
௡ܰ
ܰ ൛〈cosሺ2ߨ݈ܼ௡ሻ〉cosሺ2ߨ݄݊ଷሻ െ 〈sinሺ2ߨ݈ܼ௡ሻ〉sinሺ2ߨ݄݊ଷሻ
ାஶ
௡ୀିஶ
൅ ݅൫〈cosሺ2ߨ݈ܼ௡ሻ〉sinሺ2ߨ݄݊ଷሻ ൅ 〈sinሺ2ߨ݈ܼ௡ሻ〉cosሺ2ߨ݄݊ଷሻ൯ൟ 
  (2.60)
 
Z−n=－Znであるため虚数部はキャンセルされる．そこで， 
 
 ܣ௡ ൌ ௡ܰܰ 〈cosሺ2ߨ݈ܼ௡ሻ〉 (2.61a)
 
図 2.6 セルと3 方向のコラムの模式図．実線で挟まれた領域がコラムであり，
実線と破線で囲まれた領域がセル．
第 2 章 
 
21 
 
 ܤ௡ ൌ െ ௡ܰܰ 〈sinሺ2ߨ݈ܼ௡ሻ〉 (2.61b)
 
と置けば，ラインプロファイルはフーリエ級数として次式の形で表すことができる． 
 
 ܲᇱሺ2ߠሻ ൌ ܭ
∗ܰ∗ܨଶ
sinଶ ߠ ෍ ሼܣ௡cosሺ2ߨ݄݊ଷሻ ൅ ܤ௡sinሺ2ߨ݄݊ଷሻሽ
ାஶ
௡ୀିஶ
 (2.62)
 
ただし， 
 
 ݄ଷ ൌ 2 sin ߠߣ|࢈૜| ൌ
2|ࢇ૜| sin ߠ
ߣ  (2.63)
 
である．またピーク中心が n=0 となるように置けば偶関数となり正弦項は 0 となる． 
ところで An は Nn/N および〈cosሺ2ߨ݈ܼ௡ሻ〉の積である．Nn/N はコラム長さのみに依存し，
〈cosሺ2ߨ݈ܼ௡ሻ〉は不均一ひずみに依存するため，サイズに関する部分をܣௌ ൌ ܰ ୡܰୣ୪୪⁄ ，ひずみ
に関する部分をܣ஽ ൌ 〈cosሺ2ߨ݈ܼ௡ሻ〉と置けば，ܣ௡ ൌ ܣ௡ௌܣ௡஽となる．このとき lZn は十分小さい
と考えれば〈cosሺ2ߨ݈ܼ௡ሻ〉 ≅ 1 െ 2ߨଶ݈ଶ〈ܼ௡〉ଶとなり〈cosሺ2ߨ݈ܼ௡ሻ〉の自然対数は次式の通り表す
ことができる． 
 
 ln〈cosሺ2ߨ݈ܼ௡ሻ〉 ≅ െ2ߨଶ݈ଶ〈ܼ௡ଶ〉 (2.64)
 
このことから，Anは自然対数を用いてサイズに関する項ܣ௡ௌとひずみに関する項2ߨଶ݈ଶ〈ܼ௡ଶ〉の
差として次式で表すことができる． 
 
 lnܣ௡ሺ݈ሻ ≅ lnܣ௡ௌ െ 2ߨଶ݈ଶ〈ܼ௡ଶ〉  (2.65)
 
この関係は横軸に l2を一般化した散乱ベクトルの平方 g2，縦軸に lnAn(L)を取り，各 g にお
ける݊次のフーリエ係数 A(L)の対数をプロットすれば図 2.7 の様に表すことができる．この
とき L = na3，ΔL = a3Znと置くと 
 
 ߝ ൌ Δܮܮ ൌ
ܼ௡
݊  (2.66)
 
となる．また，式(2.65)へ式(2.66)を代入し，フーリエ級数の次数 n をフーリエ長さ L で置き
換えれば，フーリエ係数は次式で表すことができる． 
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 lnܣ௡ሺܮሻ ≅ lnܣ௅ௌ െ 2ߨଶ݃ଶ〈ߝଶ〉  (2.67)
 
これより図 2.7 の傾きはെ2ߨଶ〈ߝଶ〉となり，この傾きから不均一ひずみ〈ߝଶ〉ଵ ଶ⁄ ሺൌ ߝ∗ሻを得るこ
とができる． 
 ところで，長さ i 格子のコラム割合を p(i)とすると Nnは次の様に表すことができる． 
 
 ଴ܰ ൌ ෍݅݌ሺ݅ሻ
ஶ
௜ୀ଴
ൌ ܰ (2.68a)
 ଵܰ ൌ ෍ሺ݅ െ 1ሻ݌ሺ݅ሻ
ஶ
௜ୀଵ
 (2.68b)
 ଶܰ ൌ ෍ሺ݅ െ 2ሻ݌ሺ݅ሻ
ஶ
௜ୀଶ
 (2.68c)
 ௡ܰ ൌ ෍ ሺ݅ െ |݊|ሻ݌ሺ݅ሻ
ஶ
௜ୀ|௡|
 (2.68d)
 
このときサイズに関する項ܣ௡ௌは p(i)を用いて次のように表すことができる． 
 
 
図 2.7 g2に対するフーリエ係数 A(L)の対数プロット． 
第 2 章 
 
23 
 
 ܣ௡ௌ ൌ ௡ܰܰ ൌ
1
ܰ ෍ሺ݅ െ |݊|ሻ݌ሺ݅ሻ݀݅
ஶ
௜ୀ|௡|
 (2.69)
 
ここで p(i)は連続的に変化すると考えれば，次の通り表すことができる． 
 
 
 
ܣ௡ௌ＝ 1ܰන ሺ݅ െ |݊|ሻ݌ሺ݅ሻ݀݅
ஶ
௜ୀ|௡|
 
ൌ 1ܰ ቊන ݅݌ሺ݅ሻ݀݅
ஶ
௜ୀ|௡|
െ |݊|න ݌ሺ݅ሻ݀݅
ஶ
௜ୀ|௡|
ቋ 
(2.70)
 
また， 
 
 ݕ ൌ න ݂ሺݔሻ݀ݔ
ஶ
ఌ
 (2.71)
 ݀ݕ݀ߝ ൌ െ݂ሺߝሻ (2.72)
 
の関係を用いて，式(2.70)を微分すると次式の通りとなる． 
 
 
݀ܣ௡ௌ
݀݊ ൌ
1
ܰ ቊെ|݊|݌ሺ|݊|ሻ െ න ݌ሺ݅ሻ݀݅ ൅ |݊|݌ሺ|݊|ሻ
ஶ
௜ୀ|௡|
ቋ 
ൌ െ 1ܰන ݌ሺ݅ሻ݀݅
ஶ
௜ୀ|௡|
 
(2.73)
 
このとき݊ → 0を考えれば 
 
 ቆ݀ܣ௡
ௌ
݀݊ ቇ௡→଴
ൌ െ 1ܰන ݌ሺ݅ሻ݀݅
ஶ
௜ୀ଴
ൌ െ 1ܰ (2.74)
 
となる．式(2.74)より，n に対するܣ௡ௌを図示した際の初期勾配が－1/N であることから，図
2.8 における横軸切片が N となることが分かる．ここで，N はコラム内の平均セル数を示し
ており，これと測定方向の単位セルの大きさ a3 の積はコラムの実長さ，つまり結晶サイズ
となる．また L = na3であることから，図 2.8 における n を L で置き換えれば初期勾配は－
1/Na3となり，横切片は結晶サイズ D（= Na3）を得ることができる． 
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図 2.8 n に対するܣ௡ௌのプロット． 
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2.3 ラインプロファイル解析の修正法 
 2.2項で示したWarren–Averbach法[7]やWilliamson–Hall法[5]では結晶の弾性異方性の影響
を考慮しておらず，弾性異方性を有する材料への適用は困難であった．そこで，Ungár らは
弾性異方性を考慮した解析法（以下，修正法）を提案した[9]．以下にその解析方法を示す． 
結晶中に転位により不均一ひずみが存在するとき，転位により生じる弾性ひずみと同様
に考えれば次式が成り立つ[10]． 
 
 〈ߝଶ〉 ൌ ሺܾ/2ߨሻଶ ∙ ߩ ∙ ܥ̅ ∙ lnሺܴୣ ܮ⁄ ሻ (2.75)
 
ただし，ρ は転位密度，ܥ̅はコントラストファクター，Reは転位の有効半径である．このと
き式(2.53)より修正法の基本式は次のように表される[9][11]． 
 
 lnܣሺܮሻ ≅ ܣௌሺܮሻ െ ߩܤ∗ܮଶ lnሺܴ௘ ܮ⁄ ሻܭଶܥ̅ ൅ ܱሺܭସܥ̅ଶሻ (2.76)
 
なお，B*=b2/2，O は高次項である． 
ここで，第 2 項を 
 
 Xሺܮሻ ൌ ߩܤ∗ܮଶln	ሺܴ௘ ܮ⁄ ሻ (2.77)
 
と置き，これを書き換えれば 
 
 Xሺܮሻܮଶ ൌ ߩܤ
∗ lnሺܴ௘ሻ െ ߩܤ∗lnሺܮሻ (2.78)
 
と表すことができる．つまり，ln(L)に対する X(L)/L2 をプロットすればその直線の傾きは−ρB*
であり，転位密度 ρ は 
 
 ߩ ൌ െݏ݈݋݌݁/ܤ∗ (2.79)
 
として求めることができる． 
 また転位の有効半径 Reは式(4.64)の切片 ρB*ln(Re)，傾き−ρB*より， 
 
 ܴ௘ ൌ expሺ݅݊ݐ݁ݎܿ݁݌ݐ ݏ݈݋݌݁⁄ ሻ  (2.80)
 
として求めることができる．これを Wilkens による式[12]への修正を次式により行う． 
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 ܴ௘ᇱ ൌ ܴ௘/݁ଶ (2.81)
 
この式(2.81)によって求めた有効半径ܴ௘ᇱを本論文における有効半径として用いた．また，転
位の配置パラメータ M は次の通り求めることができる． 
 
 ܯ ൌ ܴ௘ᇱ ߩଵ ଶ⁄  (2.82)
 
 転位の配置パラメータ M は転位によるひずみ場の大きさである有効半径ܴ௘ᇱと転位密度 ρ
によって決まるパラメータであり，転位間の相互作用を表す無次元数である．M が 1 より
大きいとき転位はランダムに配置した状態であり，M が 1 より小さいほど転位間の相互作
用が強い状態であることを示している． 
 
2.4 ラインプロファイルのデコンボリューション 
2.4.1 Kα2線の除去 
 X 線管球によって発生する特性 X 線は Kα線や Kβ線など様々なエネルギーを持つ．X 線
回折法では一般にKβ線はX線源物質より一つ原子番号の小さな材料の吸収端を利用して除
去して，Kα 線が利用される．しかし K線にはわずかにエネルギーの異なる Kα1 線と Kα2
線が存在する．Kα2線を含む X 線を光源としてラインプロファイルを測定すると，ピーク位
置が接近した重なり合う形状となる．そのため入射側の光学系にモノクロメータを挿入し
Kα2 線を除去した光学系を用いて測定するかことが理想的であるが，本論文では測定装置の
制約上，測定後 Kα2線を除去する方法を用いた． 
 Kα2 線の除去には Rachinger 法[13]を用いるのが一般的である．Rachinger 法では，Kα2 線
のピーク強度が，Kα1線の半分となるとの前提の上，既知である各線の波長を用いて各線を
分離することで，Kα1線によるラインプロファイルのみを抽出することができる．具体的に
は測定された Kα線の強度を I，X 線の回折角を 2θ とすると， 
 
 ܫଵሺ2ߠሻ ൌ ܫሺ2ߠሻ െ 12 ܫଵሺ2ߠ െ ∆2ߠሻ (2.83)
 
より Kα1線の強度 I1が得られる．ただし Δ2θ は Kα1線と Kα2線の波長差による回折角の差
である． 
 
2.4.2 測定系起因の幅拡がり 
測定したラインプロファイルに上述の解析法を適用すれば転位密度や結晶サイズなどの
微視組織の物理量が得られるが，実際に測定されるラインプロファイルには微視組織の物
理量に因る幅拡がりの他に，測定装置の光学系（以後，測定系）に因る幅拡がりが含まれ
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ている．このためラインプロファイル解析により微視組織に関する物理量の値を得るため
には測定されたラインプロファイルから測定系由来の幅拡がりを除去して，試料の物理量
由来の幅拡がりのみによるラインプロファイルを得る必要がある． 
一般に測定されるラインプロファイルは物理量に因る幅拡がりを持ったラインプロファ
イルと測定系に因る幅拡がりを持ったラインプロファイルのコンボリューションとなって
いるため，測定されたラインプロファイルから測定系に因る幅拡がりを持ったラインプロ
ファイルをデコンボリューションすれば試料の物理量に因る幅拡がりを持ったラインプロ
ファイルを得ることができる．ここで，測定により得られるラインプロファイルを݄ሺݔሻ，試
料の物理量によるラインプロファイルを݂ሺݕሻ，測定系に因るラインプロファイルを݃ሺݖሻとす
るとき，それらは次式で示される関係がある． 
 
 ݄ሺݔሻ ൌ 1ܣන݃ሺݖሻ݂ሺݔ െ ݖሻ ݀ݖ (2.84)
 
ただし，A は f(y)によって表されるラインプロファイルの面積，y = x − z である． 
 
2.4.3 Stoke 法[14]によるデコンボリューション 
 3 つのラインプロファイル関数 f(y)，g(z)，h(x)のフーリエ係数をそれぞれ F(n)，G(n)，H(n)
とすると，次の通り表すことができる． 
 
 ݂ሺݕሻ ൌ෍ܨሺ݊ሻ݁ିଶగ௜௡௬/௔
௡
 (2.85a)
 ݃ሺݖሻ ൌ෍ܩሺ݊ሻ݁ିଶగ௜௡௭/௔
௡
 (2.85b)
 ݄ሺݔሻ ൌ෍ܪሺ݊ሻ݁ିଶగ௜௡௫/௔
௡
 (2.85c)
 
ただし，a はフーリエ級数の周期である．また式(2.84)は 
 
 ݄ሺݔሻ ൌ
ܽ
ܣ෍ܩሺ݊ሻܨሺ݊ሻ݁
ିଶగ௜௡௫/௔
௡
 (2.86)
 
と表すことができることから， 
 
 ܩሺ݊ሻܨሺ݊ሻ ൌ ܪሺ݊ሻ (2.87)
 
第 2 章 
 
28 
 
の関係が得られる．ここで，一般にフーリエ級数には実部と虚部が含まれているため，フ
ーリエ係数の実部，虚部を下付きの r および i でそれぞれ表すと次の通り書き直すことがで
きる． 
 
 ܨ௥ሺ݊ሻ ൅ ݅ܨ௜ሺ݊ሻ ൌ ܪ௥
ሺ݊ሻ ൅ ݅ܪ௜ሺ݊ሻ
ܩ௥ሺ݊ሻ ൅ ݅ܩ௜ሺ݊ሻ  (2.88)
 
この関係を用いることで，次式より測定されたラインプロファイルのフーリエ係数 H(n)お
よび測定系起因のラインプロファイルのフーリエ係数 G(n)より，試料の物理量に起因した
真のラインプロファイルのフーリエ係数 F(n)を得ることができる． 
 
 ܨ௥ሺ݊ሻ ൌ ܪ௥
ሺ݊ሻܩ௥ሺ݊ሻ ൅ ܪ௜ሺ݊ሻܩ௜ሺ݊ሻ
ܩ௥ଶሺ݊ሻ ൅ ܩ௜ଶሺ݊ሻ  (2.89a)
 ܨ௜ሺ݊ሻ ൌ ܪ௜
ሺ݊ሻܩ௥ሺ݊ሻ െ ܪ௥ሺ݊ሻܩ௜ሺ݊ሻ
ܩ௥ଶሺ݊ሻ ൅ ܩ௜ଶሺ݊ሻ  (2.89b)
 
このフーリエ係数を用いて真のラインプロファイル f(y)は次式の通り求めることができる． 
 
 ݂ሺݕሻ ൌ෍ሼܨ௥ሺ݊ሻcos2ߨ݊ݕ/ܽ ൅ ܨ௜ሺ݊ሻsin2ߨ݊ݕ/ܽሽ
௡
 (2.90)
 
2.4.4 Voigt 関数を用いたデコンボリューション 
ラインプロファイルが何らかの関数で近似できるとき，その関数を用いたデコンボリュ
ーションにより試料の物理量に起因した真のラインプロファイルを得ることができる．ラ
インプロファイルは Gauss 関数や Lorentz 関数で表されることが多い．変数 x に対するライ
ンプロファイルのピーク値を I，ピーク中心を x0，半価幅を B と置くと Gauss 関数݂ீおよび
Lorentz 関数݂௅は次の通り表される． 
 
 ݂ீሺxሻ ൌ ܫ݁൬ି
ସ୪୬ଶሺ௫ି௫బሻమ஻మ ൰ (2.91a)
 ݂௅ሺݔሻ ൌ ܫ1 ൅ 4ሺݔ െ ݔ଴ሻଶ/ܤଶ (2.91b)
 
このときいずれの関数においても測定により得られるラインプロファイル݄ீ,௅は試料の物
理量に起因したラインプロファイル݂ீ,௅および測定系に起因したラインプロファイル݃ீ,௅の
コンボリューションと考え，試料の物理量に起因したラインプロファイル݂ீ,௅は測定により
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得られるラインプロファイル݄ீ,௅から測定系に起因したラインプロファイル݃ீ,௅をデコンボ
リューションすることで得られる．ラインプロファイル解析ではラインプロファイルの形
状のみを問題とするため，半価幅の計算により真のラインプロファイルを得ることができ，
ガウス関数およびローレンツ関数におけるそれぞれの真のラインプロファイルの半価幅は
次式により求められる． 
 
 ൫ܤ௙ீ ൯ଶ ൌ ൫ܤ௛ீ ൯ଶ െ ൫ܤ௚ீ ൯ଶ (2.92a)
 ܤ௙௅ ൌ ܤ௛௅ െ ܤ௚௅ (2.93b)
 
 上述の通り，Gauss 関数や Lorentz 関数を用いることで簡便にラインプロファイルのデコ
ンボリューションが可能であるが，実際に測定されるラインプロファイルは必ずしも Gauss
関数または Lorentz 関数と一致しない．ラインプロファイル解析においてはその形状を解析
することで微視組織に関するパラメータを抽出するため，関数を用いたデコンボリューシ
ョンを行う場合，関数形状がなるべく実際のラインプロファイルと一致していることが望
ましい．そのためラインプロファイル解析においては Gauss 関数や Lorentz 関数ではなく，
それら関数のコンボリューションである Voigt 関数が用いられる[15]．図 2.9 に Gauss 関数
と Lorentz 関数の半価幅の比を変化させた場合の Voigt 関数のプロファイルを示す．なお各
関数の半価幅の和を 1 としたときの，Gauss 関数の半価幅の割合で表しており，その値が 0
 
図 2.9 Voigt 関数の例．凡例の数値は Gauss 関数と Lorentz 関数の半価幅の和に対する
Gauss 関数の半価幅の割合． 
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のとき純粋な Lorentz 関数，1 のとき純粋な Gauss 関数となる．図 2.9 から分かる通り，純
粋なガウス関数がもっともシャープな形をしており，Lorentz 関数成分が増加するに従いプ
ロファイルの裾がブロードになっていることが分かる． 
 
2.4.5 各デコンボリューションの適用 
 測定されたラインプロファイルから試料の物理量に起因する真の物理プロファイルを得
るには上述の通り Stokes 法や関数フィッティングによるデコンボリューションを行えばよ
い．ここでは Stoke 法および Voigt 関数を用いたデコンボリューションの適用について検討
した． 
 試料の X 線照射領域内に格子欠陥が存在するとき，ラインプロファイルには幅拡がりが
生じるが，これは必ずしも左右対称ではなく欠陥の種類によっては左右非対称なプロファ
イル形状となる．そのため左右対称な関数である Voigt 関数によるフィッティングは必ずし
も最適な方法とは言えない．一方 Stokes 法は実際のラインプロファイルに対してフーリエ
級数展開するため，左右非対称な拡がりを持つラインプロファイルに対して Voigt 関数によ
るフィッティングよりも優れた方法であることが分かる． 
そこでいくつかの半価幅を持つラインプロファイルを仮定し，測定系に起因するライン
プロファイルをデコンボリューションした．図 2.10 にデコンボリューション前を想定した
ラインプロファイルおよび測定系起因による幅拡がりを想定したラインプロファイルを示
す．それらのラインプロファイルは Gauss 関数および Lorentz 関数の 2 種類の形状として，
デコンボリューション前を想定したラインプロファイルは測定系起因の幅拡がりを想定し
たラインプロファイルの半価幅を 0.025 nm−1 とし，その任意の倍数の関数として表した．こ
れらのラインプロファイルをデコンボリューションするためフーリエ級数展開すると図
2.11 を得る．このフーリエ級数を用いて真のラインプロファイルを構築すると図 2.12 とな
る．解析結果から分かるようにいずれの関数形状においても十分に広い幅拡がりを持つラ
インプロファイルではフーリエ級数を用いて構築した真のラインプロファイルが良好な形
状となっているのに対して，初期のラインプロファイルが狭く，測定系由来のラインプロ
ファイルに近い形状のラインプロファイルでは再構築したラインプロファイルが振動して
おり，良好なラインプロファイルが得られていないことが分かる．このような振動したラ
インプロファイルから微視組織の物理量を抽出することはできないため，Stokes 法を用いた
解析方法では測定によって得られたラインプロファイルの幅拡がりが測定系由来のライン
プロファイルの幅拡がりと比べ十分大きい必要がある．ところで，Gauss 関数によるライン
プロファイルと Lorentz 関数によるラインプロファイルを比較すると，Gauss 関数ではデコ
ンボリューション前の半価幅が測定系起因のラインプロファイルの半価幅の 1.1 倍で良好
なデコンボリューションができたのに対し，Lorentz 関数の場合は 1.5 倍程度半価幅に違い
が必要であることが分かる． 
本論文においては材料内の格子欠陥量が少ない領域における解析，つまり比較的幅拡が
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りの小さなラインプロファイルに対しての解析も行うため，Stokes 法によるデコンボリュー
ションは困難であり，安定した解析が期待される Voigt 関数によるフィッティングによるデ
コンボリューションを採用した． 
 
 
図 2.10 半価幅の異なる Gauss 関数（上）および Lorentz 関数（下）．測定系起因の半価
幅（instr）を基準にその倍数で各ラインプロファイルの半価幅を定めている． 
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図 2.11 半価幅の異なるプロファイルのフーリエ係数．上：Gauss 関数，下：Lorentz
関数． 
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図 2.12 半価幅の異なるプロファイルを Stokes 法により測定系起因の幅拡がりを除去
した真プロファイル．上：Gauss 関数，下：Lorentz 関数． 
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2.5 ラインプロファイル解析手順 
鉄粉末におけるラインプロファイルの測定結果を用いてラインプロファイル解析の手順
について示す．供試材は純度 99.99%の純鉄（ニラコ）の板材からやすりがけにより作製し
た粉末状試料を用いた．測定は Bruker AXS 社の X 線回折装置 D8 ADVANCE を用いて図 2.13
に示す集中光学系により行った．X 線源は Cu 管球であり Kβ線を Ni フィルタにより除去し
た．解析には αFe 相の各回折 110，200，211，220, 310, 222 を用いた．また装置など測定系
起因のラインプロファイルの幅拡がりを除去するための標準サンプルとして，LaB6 パウダ
ー(SRM 660a, NIST)を用いた．Voigt 関数でラインプロファイルをフィッティングし，測定
系起因の幅拡がりを除去した．なお， Kα2 線は Rachinger 法により，バックグラウンドは
Voigt 関数フィッティングと同時に除去し，解析には Kα1線のラインプロファイルのみを用
いた． 
ここで，得られたラインプロファイルの形状は，Lorentz かたより（以下，LP）因子や吸
収因子の影響を受ける[16]．このため，一般には必要に応じてこれら因子による影響を補正
する必要があると考えられる．そこで回折角が最も低角で LP 因子の影響を最も強く受ける
110 回折のラインプロファイルに対し，LP 因子の補正前後のラインプロファイル形状の違
いを比較した．ここではラインプロファイル形状に着目しているため改変後の LP 因子
ሺ1 ൅ cosଶ 2ߠሻ/ sinଶ ߠ[17]による補正を行った．Voigt 関数によりフィッティングしたラインプ
ロファイルの半価幅は補正前後ともに 0.023°となり，1/1000°の精度で半価幅に差異は生じ
なかった．これよりラインプロファイル解析における LP 因子の影響は無視できるもの判断
し，本論文においては LP 因子の影響は無視して解析を行った．また Cu-Kα 線を鉄へ照射し
た場合の回折強度が 1/eとなる侵入深さは入射・反射両行程を考えるとおよそ 2 μmであり，
吸収因子によるラインプロファイル形状への影響も無視できるものとして解析を行った． 
得られた Kα1線のラインプロファイルを規格化し図 2.14 に示す．この各回折指数におけ
る散乱ベクトル K に対するラインプロファイルの幅拡がり（ここでは半価幅 ΔK）をプロッ
トすると図 2.15 となる．式(2.25)で表される Williamson–Hall 法によれば図 2.15 における縦
軸と横軸の直線関係を用いて，その傾きから転位密度，切片の値から結晶子サイズを求め
ることができる．しかし，図 2.15 のプロットは明らかに直線状には配置しておらず，これ
らのプロットから直線関係を用いて転位密度や結晶子サイズを求めることは困難であるこ
とが分かる．このプロットのばらつきは上述の通り主に材料の持つ弾性異方性の影響によ
ると考えられる．一方，コントラストファクターܥ̅を用いて Williamson–Hall 法の補正を行う
ことで，次式で示される修正 Williamson–Hall プロットを得ることができる[9][18]． 
 
 ∆ܭ ൌ 0.9ܦ ൅ ቆ
ߨܯଶܾଶ
2 ቇ
ଵ ଶ⁄
ߩଵ ଶ⁄ ܭܥ̅ଵ ଶ⁄ ൅ ܱሺܭଶܥ̅ሻ (2.94)
 
また，コントラストファクターܥ̅はコントラストファクターの h00 成分ܥ௛̅଴଴およびコント
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ラストファクターに関連する係数 q を用いて次式で表される[18][19]． 
 
 ܥ̅ ൌ ܥ௛̅଴଴ሺ1 െ ݍܪଶሻ (2.95)
 
ただし，H2はミラー指数 hkl を用いて次式で表される． 
 
 ܪଶ ൌ ݄
ଶ݇ଶ ൅ ݇ଶ݈ଶ ൅ ݈ଶ݄ଶ
ሺ݄ଶ ൅ ݇ଶ ൅ ݈ଶሻଶ  (7.96)
 
純粋ならせん転位または刃状転位のみからなるコントラストファクターはそれぞれܥ௛̅଴଴௦
またはܥ௛̅଴଴௘ として理論的に求めることができる．材料中には両方の転位が混在しているため，
その材料におけるコントラストファクターܥ௛̅଴଴は二つの転位の構成比によって決定される．
そこで，二つの転位密度の構成比を未知数として最小二乗法によりその材料のコントラス
トファクターܥ௛̅଴଴を決定する．なお，純粋ならせん転位および刃状転位のみからなる転位に
よるコントラストファクターܥ௛̅଴଴௦ およびܥ௛̅଴଴௘ およびコントラストファクターに関連する係
数 qsおよび qeはすべり系が<111>{110}，弾性スティフネスが C11 = 228.0 GPa，C 12 = 132.0 
GPa，C 44 = 116.5 GPa [20]として，Borbély らにより開発された計算コード ANIZC [21]を用
いて求めた．求めたらせん転位，刃状転位それぞれの Ch00値は 0.305 および 0.263 であり，
それぞれの q 値は 2.64 および 1.29 となった．式(2.79)を書き直し次式と置き， 
 
 ∆ܭଶ െ ߙଶܭଶ ൌ βܥ௛଴଴ሺ1 െ ݍܪ
ଶሻ (2.97)
 
H2 に対する左辺および右辺の値をプロットする（図 2.16）．ここで α，β は定数であり，ま
たܥ௛଴଴および q は二種類の転位の構成比によって決定される．そこで，各 H2における残差
二乗の和が最小となるよう最適化を行えば，二種類の転位の構成比を決定することがで，
コントラストファクターを得ることができる．図 2.16 は最適化後の式(2.80)の左辺および右
辺を表しており，これによりコントラストファクターの値を得た．得られた構成比（らせ
ん転位成分：刃状転位成分）は 0.730:0.270 であり，Ch00 および q の値は 0.294 および 2.27
となった． 
 上記の方法で得られたコントラストファクターを用いて Williamson–Hall プロットを修正
した修正 Williamson–Hall プロットを図 2.17 に示す．図 2.17 においてばらつきが大きかった
プロットが曲線上に乗っていることが分かる．この様にコントラストファクターを最適化
によって求め，これにより散乱ベクトルを補正することで良好な相関を持ったプロットを
得ることができる． 
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 本論文では修正 Warren–Averbach 法により転位密度および結晶サイズを求めるため，図
2.14 に示したラインプロファイルのフーリエ級数展開を行い，図 2.18 に示すフーリエ長さ
L に対するフーリエ係数 A を得た．このフーリエ係数 A を用いて，図 2.19 の通りコントラ
ストファクターCを用いて補正した散乱ベクトルの平方K2Cに対する lnAを各フーリエ長さ
L におけるプロットすると，それらのプロットの二次の回帰曲線を得ることができる．この
二次曲線の一次項は式（2.61）における X(L)であり，ln(L)に対する傾きから転位密度 3.5 × 1015 
m−2 を得た．また結晶子サイズは 37 nm となった． 
 
図 2.13 ラインプロファイル測定光学系． 
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図 2.14 鉄粉末のラインプロファイル． 
 
図 2.15  Williamson–Hall プロット． 
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図 2.16 最適化によるコントラストファクターの決定． 
 
 
図 2.17 修正 Williamson–Hall プロット． 
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図 2.18 鉄粉末のラインプロファイルにおけるフーリエ係数． 
 
図 2.19 K2C に対する lnA のプロット． 
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第 3 章 引張負荷した炭素鋼の微視組織と力学的特性 
 
3. 1 緒言 
第 1 章で述べた通り，弾性異方性を考慮したラインプロファイル解析の修正法が Ungár
ら[1]により提案され，弾性異方性を有する材料に対しても転位密度などの微視組織の物理
量の定量的評価が可能となった．しかし，これまで系統的な既知の機械的負荷を加えた際
の微視組織の物理量と力学的特性の変化についてラインプロファイル解析により検討した
研究は少ない．そこで本論文では最も重要な機械・構造材料である鉄鋼材料を対象として
ラインプロファイル解析による微視組織と力学的特性の評価を行った．  
本章では一般的な炭素鋼を用いて，最も単純な荷重負荷方法である単軸の静的引張負荷
により供試材に塑性変形を加え，その際の転位密度および結晶サイズをラインプロファイ
ル解析により求めた．X 線回折により得られた微視組織の物理量と巨視的な特性である降伏
応力や塑性ひずみ，硬さとの関係について検討した．一般的には微視組織の物理量の一つ
である転位密度は降伏応力または流動応力と結び付けられることが多いが[2]，ここでは転
位密度と硬さの関係についても検討した．  
また，X 線の回折角を測定することで弾性ひずみを求めることが可能であるが，回折角に
関係しない塑性ひずみを測定することはできなかった．そこで，塑性ひずみと転位密度の
関係性を用いた塑性ひずみ推定方法を提案した． 
これらの検討によりラインプロファイル解析方法の微視組織と力学的特性の実用的評価
方法としての確立を試みた． 
 
3.2 実験方法 
3.2.1 試験片 
 実用的評価方法としてラインプロファイル解析による微視組織と力学的特性の評価法の
確立を行うため，供試材には機械・構造材料として広く用いられている機械構造用炭素鋼
S45C の圧延材を用いた．表 3.1 に化学成分を示す．材料受入れ時の残留応力を除去する目
的で電気炉を用いて大気雰囲気中 873 K で 1h 保持後，炉冷の焼きなましを施した．受入れ
時の供試材厚さは 6 mm であり，試験片作製時に両面を均等厚さだけ機械加工により除去し
試験片厚さとした．試験片形状は図 3.1 に示す通り，長手方向が圧延方向となるように切り
出し，平板の引張試験片とした．試験片表面は機械加工の影響層を除去するため，エメリ
ー研磨，バフ研磨，電解研磨を順に行った．電解研磨には過塩素酸 20%，酢酸 80%の電解
液を用いた． 
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3.2.2 引張試験および硬さ試験 
図 3.2 に事前に同ロットの試験片を用いて行った引張試験の結果を示す．引張試験は引張
試験機（AutoGraph AG-X，島津製作所）を用い，引張速度（クロスヘッド速度）を 0.5 mm/min
として行った．横軸はひずみゲージを用いて測定した公称ひずみであり，測定の範囲内に
ついて示した．引張試験結果よりヤング率 196 GPa, 上降伏点 434 MPa，下降伏応力 416 MPa，
引張強さ 673 MPa であった． 
力学的特性の一つであるビッカース硬さ（以下，硬さ）を測定するためマイクロビッカ
ース硬さ試験機(HMV-2000，島津製作所)を用いてビッカース硬さ試験（以下，硬さ試験）
を行った．硬さ試験は引張試験によって得られた応力ひずみ線図より任意に選択した 7 点
（公称応力 0，150，300，450，500，550，600，650 MPa）の負荷応力を引張試験と同様に
引張負荷した試験片を用いて行った．なお，本研究では本文中で設定負荷応力を指す場合
には便宜上公称応力値を用いるが，図の表記およびその考察には真応力の値を用いた．ま
た試料表面は鏡面かつ機械加工の影響層の無い状態とするため，エメリー研磨およびバフ
研磨後に電解研磨を施した．試験条件は試験荷重 9.8 N，保持時間 10 s とし，図 3.3 に示す
様に試料平行部に 250 μm 間隔で測定した． 
ここで，硬さ試験は押込み硬さ試験法の一つであり，正四角錐のダイヤモンド圧子を試
表 3.1 引張試験片供試材 S45C の化学成分 [mass%] 
C Si Mn P S Cu Ni Cr 
0.46 0.17 0.60 0.012 0.004 0.13 0.05 0.05 
 
 
 
図 3.1 試験片形状． 
第 3 章 
 
44 
 
料表面に押し込み，試験力を解除した後に試料表面に残ったくぼみの対角線の長さを用い
て算出したくぼみの表面積と試料面にくぼみをつけたときの試験力から硬さを算出する方
法である．ダイヤモンド圧子の形状は図 3.4 に示す通りで，圧子の対面角は 136°である．硬
さ HVは，試験力を底面が正方形で対面角が圧子の角度と同じ四角錐形であると仮定したと
きのくぼみの表面積で除した値に比例し，次式の通り求められる． 
 
 ܪ௏ ൌ 0.102ܨܵ ൌ 0.1891
ܨ
݀ଶ (3.1)
 
ただし，F は押し込み荷重（[N]），S はくぼみの面積，d は両対角線長さ（[mm]）の平均で
ある．また，硬さ HVの単位は MPa となるが，本文中では通例に従い値の前に HV と記して
単位の記載は省略する． 
 
図 3.2 引張試験結果．プロットは各試験の実施点． 
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図 3.3 ビッカース試験位置． 
 
 
 
 
図 3.4 ビッカース試験圧子および圧痕の形状． 
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3.2.3 ラインプロファイル解析方法 
ラインプロファイルの測定は試験片を硬さ試験と同じ各設定応力まで引張負荷した後に
行った．設定応力は図 3.2 に示した引張試験結果より 150~600 MPa の 7 点を選択した．測定
は Bruker AXS 社の X 線回折装置 D8 ADVANCE を用いて行った．X 線源は Cu 管球であり Kβ
線を Ni フィルタにより除去した．解析には αFe 相の各回折 110，200，211，220，310，222
を用いた．測定されたラインプロファイルを用いて，第 2 章で示した Ungár らにより提案
されたラインプロファイル解析の修正法[1]を用いて転位密度および結晶サイズを算出した．
なお，測定系起因のラインプロファイルの幅拡がりを除去するための標準サンプルとして，
LaB6パウダー（SRM 660a, NIST）を用い，Voigt 関数[3]でフィッティングし，測定系起因の
幅拡がりを除去した．なお，バックグラウンドおよび Kα2線は Voigt 関数フィッティングと
同時に除去し，解析には Kα1線のラインプロファイルのみを用いた． 
ここで，本実験に用いた供試材は S45C でありフェライト相とパーライト相から構成され
ているため，フェライト相のフェライトとパーライト相（セメンタイト＋フェライト）の
フェライトが存在する．しかし，いずれのフェライトも結晶構造および格子定数が同じで
あるため，同じ回折角 2θ において Bragg の回折条件を満足し，個々のラインプロファイル
を識別することはできない．そのため，本研究におけるラインプロファイル解析結果は二
つのフェライトからの情報による値となる． 
 
3.3 実験結果 
3.3.1 ラインプロファイルの幅拡がり 
各負荷応力におけるラインプロファイルを図 3.5 に示す．ただし，各プロファイルは測定
されたラインプロファイルから測定系起因の幅拡がりを除去した後の真のプロファイルで
ある．また図 3.6 に負荷応力の増加に対する 110 回折のラインプロファイルの変化を示した．
負荷応力が 0～300MPa ではプロファイル形状はほぼ一致しており，450MPa 以上と比べ幅
拡がりの変化はわずかである．負荷応力 450MPa 以上では負荷応力が 0～300MPa と比べ顕
著にプロファイルがブロードになっている．ここでは 110 回折の結果のみ比較したが他の回
折におけるプロファイルの幅拡がりを確認するため．各回折の負荷応力による幅拡がりの
結果を図 3.7 に示す．幅拡がりの指標としては積分強度をピーク強度で除した積分幅を用い
た．いずれの回折においても負荷応力が 300MPa 程度まで積分幅は一定であり，その後負荷
応力の増加に伴い積分幅が増加している．一般的に材料が塑性変形することで不均一なひ
ずみが生じたり，結晶子サイズが微細化すると，ラインプロファイルがブロードになるこ
とが知られており，今回の測定結果もそれに従う結果となった．この様にラインプロファ
イルの積分幅や半価幅を用いて幅拡がりを評価することで，材料が塑性変形していること
を簡便に推測することが可能である．しかし幅拡がりの変化から定性的な傾向は推測でき
るが定量的な評価はできない． 
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図 3.5 各負荷応力におけるデコンボリューション後のラインプロファイル． 
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図 3.6 110 回折における負荷応力ごとのラインプロファイル変化． 
 
 
図 3.7 負荷応力ごとのラインプロファイルの積分幅変化． 
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3.3.2 ラインプロファイル解析結果 
定量的に転位密度および結晶サイズを求めるため，測定したラインプロファイルを修正
法[1]により解析した．図 3.5 に示した真のラインプロファイルに対しフーリエ級数展開を行
い，得られたフーリエ係数を用いて微視組織の物理量である転位密度および結晶子サイズ
を得た．得られた真のラインプロファイルのフーリエ係数を図 3.8 に示す．また解析例とし
て 600 MPa の引張応力を負荷後における，コントラストファクターܥ̅によって補正した散乱
ベクトル K とラインプロファイルのフーリエ級数 A(L)との関係を図 3.9 に示す．この結果
を用いて転位密度および結晶子サイズを算出した．他の負荷応力についても同様のプロッ
トより転位密度および結晶子サイズを得た．図 3.10 に負荷応力に対する転位密度，図 3.11
に結晶子サイズを示す．負荷応力 400 MPa までは転位密度は平均 3.5 × 1014 m−2 で一定とな
り，負荷応力が 500 MPa になると転位密度が増加し，その後負荷応力の増加に伴って転位
密度が増加した．一方，結晶子サイズは 0～300MPa では緩やかに 10%程度減少し，450MPa
以上の負荷応力においては急激に減少した．このことから降伏応力以下である 0～300MPa
の負荷応力においては転位密度の増加は起きていないが，結晶子サイズがわずかに変化し
ていることが分かる．また，測定結果から負荷応力 300MPa と 450MPa の間で見られたライ
ンプロファイルの幅拡がりは転位密度の増加ではなく，すべりに伴う結晶子サイズの変化
によるものであると判断できる．一般に，下降伏点のプラトー領域は部分的な加工硬化の
拡大であるリューダス帯の伝播[4]によって説明されるが，測定結果ではプラトー領域前後
で転位密度は増加しておらず，この点については従来の理解とは異なる結果となった．こ
の原因として転位密度の増加量が測定精度よりも小さかったことなどが考えられるが，結
論を得るには更なる研究が必要であり，今後の課題である．また 450MPa 以上の負荷応力で
は結晶子サイズの減少および転位密度の増加の重畳により幅拡がりが変化したものと推察
できる． 
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図 3.8 各負荷応力におけるフーリエ係数． 
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図 3.9 補正した散乱ベクトルの平方に対するフーリエ係数の自然対数の関係． 
 
 
図 3.10 ラインプロファイル解析により得られた各負荷応力における転位密度． 
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3.4 考察 
3.4.1 転位密度と塑性ひずみの関係 
 微視的な物理量である転位密度と巨視的な物理量である塑性ひずみの関係について検討
した．実験により得られた転位密度と塑性ひずみの関係を図 3.12 に示す．塑性ひずみの測
定にはひずみゲージを用い，各負荷応力を除荷した際のひずみを塑性ひずみとした．転位
密度上昇前の塑性ひずみは 0.013 であり，その後塑性ひずみと転位密度は単調増加の関係と
なった．ここで，転位密度上昇前の塑性ひずみとはリューダスひずみのことであり，リュ
ーダス帯伝播後の一様な加工硬化過程を評価するため，リューダスひずみ分を応力ひずみ
線図より 0.011 と見積もり，塑性ひずみの実測値よりその分の塑性ひずみを差し引き，同図
中に示した．これにより測定結果では 0.013 であった塑性ひずみはほぼ零となる．ここで，
補正した塑性ひずみと X 線的手法により得られた転位密度の関係について，次式の関係が
あると仮定して回帰曲線を求めた． 
 
 ߩ ൌ ߩ଴ ൅ ߦߝ௣఍ (3.2)
 
ただし εpは塑性ひずみ，ξ および ζ は材料定数，ρ0は無塑性ひずみ時の転位密度であり，ξ，
ζ および ρ0の値はそれぞれ 1.36 × 1016 m−2，1.00，8.7 × 1013 m−2となった．この回帰線より本
研究で用いた供試材は塑性ひずみと転位密度との間に直線関係があることが分かる．一方，
 
図 3.11 ラインプロファイル解析により得られた各負荷応力における結晶子サイズ． 
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Hahn によってまとめられた結果[5]では低炭素鋼（Decarburized iron）の ξ および ζ の値はそ
れぞれ 2.4 × 1013 m−2 および 0.9，1020 steel の ξ および ζ の値はそれぞれ 1.6 × 1013 m−2 および
0.8 である．なお，前者の結果は TEM 観察によるもので，後者の結果はエッチピット法に
よる測定結果である．これらの結果に比べ本研究で得られた塑性ひずみに対する転位密度
の増加率はおよそ103倍大きい．一方，Tomotaらは中性子線を用いた IF鋼（Interstitial-free steel）
および ULC 鋼（Ultra low-carbon steel）のラインプロファイル解析によって，それぞれの ξ
値を 3.8 × 1014 m−2 および 1.2 × 1015 m−2 と得ている[6]．なお，Tomota らはラインプロファイ
ル解析には Transformed model fitting（TMF）法[7]を用いている．Tomota らは Hahn らと同
様に低炭素鋼を用いているが Hahn の報告と比べ ξ の値はおよそ 10～102倍大きい．つまり
TEM 観察やエッチピット法による方法では試料作製時の微視組織の変化や，例えば転位の
数え落としといった計測時の定量性の不足により，ラインプロファイル解析により求めた
場合と比べ ξ の値が低くなる傾向を示すのではないかと推察される． 
ところで，従来は X 線回折による塑性ひずみの評価は困難であったが，塑性ひずみとラ
インプロファイル解析により求めた転位密度は式(3.2)で関係づけられており，この関係を応
用することで X 線回折による塑性ひずみの定量的評価の可能性がある．ただし，ラインプ
ロファイル解析を用いた塑性ひずみの推定方法は既知の負荷条件に対する転位密度変化の
指標を事前に得ておく必要があり，本研究における単調な単軸の静的負荷を加えた場合な
ど塑性変形機構などが事前に明らかとなっている場合に有効であると考えられる．また，
 
図 3.12 塑性ひずみと転位密度の関係． 
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過去の TEM 観察やエッチピット法による研究により得られた結果とはその係数値が異なっ
ており，その違いの原因や係数の絶対値との違いなどの検証は今後の課題である．  
 
3.4.2 転位密度と加工硬化の関係 
過去の研究に加工硬化に関する様々な報告があるが，転位密度と流動応力の関係は
Bailey-Hirsch の関係と呼ばれる次式で表せられることが知られている[2]． 
 
 ߬ ൌ ߬଴ ൅ ߢߤܾߩଵ/ଶ (3.3)
 
ただし，τ は流動応力，τ0および κ は定数，μ は剛性率である．しかし，過去の研究の多く
は 3.4.1 項と同様に TEM 観察やエッチピット法などによる実験結果であり，X 線的に求め
た転位密度を用いた研究結果はほとんど見られない．そこで，図 3.10 に示した負荷応力（真
応力）と転位密度の結果から，転位密度と負荷せん断応力の関係を図 3.13 に示す．ただし，
縦軸の負荷せん断応力は等方均質材とみなし，負荷応力に 0.5 を掛け求めた値[8]を用いた．
また横軸は転位密度の平方根である．負荷せん断応力が 0～150 MPa の範囲では転位密度の
平方根は 1.9 × 107 m−1 で一定のまま負荷せん断応力が上昇した．これは負荷せん断応力が
 
図 3.13 転位密度の平方根と負荷応力の関係． 
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150 MPa 以下は臨界せん断応力に達していない，つまり弾性域であり，転位密度の増加が起
きていないためである．その後，転位密度力は負荷せん断応の増加に伴い大きくなった．
これは塑性変形に伴う転位密度の増加により加工硬化が生じ，流動 応力が増加したため
と説明できる．  
塑性変形領域における転位密度と流動応力の関係を式(3.3)により求める．μ は物性値 76.6 
GPa，b は αFe のバーガースベクトルで 2.48 × 10−10 nm とした．最小二乗法により求めた τ0
および κ の値は 177 MPa および 0.290 となり，回帰直線は実験結果と良い相関が得られてい
る．このことから X 線的に求めた転位密度に対しても TEM 観察やエッチピット法などの実
験結果による従来の関係式(3.3)を適用して関係づけられると判断できる． 
ここで，構成元素の転位密度と降伏応力の関係への影響を検討するため，本研究により
得られた S45C の値，および Tomota らの報告にある低炭素鋼（IF 鋼および ULC 鋼）の値[6]
を用いて求めた転位密度の平方根に対する降伏応力の関係を図 3.14 に示す．なお，Tomota
らは中性子線を用いているため試料内部での測定結果である点やラインプロファイル解析
方法が異なる点など，本研究での実験および解析条件とは必ずしも等しくない．しかし，
力学的負荷に対する微視組織の変化傾向は同等に評価できているものとし比較を行う．ま
た，式(3.3)ではせん断応力で評価するため，負荷応力に 0.5 を掛けた応力値を用いたが，こ
 
図 3.14 式(3.4)より見積もった転位密度の平方根に対する降伏応力の変化．ただし，
*は Tomota らの報告結果[6]より算出した． 
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こでは Tomota らの表記に従い負荷応力による式(3.4)を用いて表す． 
 
 σ௬ ൌ ߪ଴ ൅ ሺ2ߢሻߤܾߩଵ/ଶ (3.4)
 
このとき，S45C および低炭素鋼の傾きはそれぞれ 11 および 18 N/m となり，低炭素鋼の方
が S45C と比べ約 1.6 倍大きくなる．つまり，転位の増加に対する降伏応力の増加率は S45C
よりも低炭素鋼の方が大きく，転位密度の増加が降伏応力の上昇への影響が大きいことを
示している． 
 ここで，S45C および低炭素鋼について式(3.2)より求めた塑性ひずみと転位密度の関係を
図 3.15 に示す．なお，ULC 鋼および IF 鋼における ξ の値はそれぞれ，1.2 × 1015および 1.2 × 
1015 m−2 であり，ζ の値はそれぞれ 0.57 および 0.34 である[6]．このとき，3.4.1 項で示した
とおり S45C の ξ の値は ULC 鋼および IF 鋼と比べ 10～102倍程度大きく，また塑性ひずみ
の指数 ζ も 2～3 倍程度大きいため，図 3.15 においても S45C の塑性ひずみに対する転位密
度の増加率は低炭素鋼と比べ顕著に大きくなった．つまり，引張負荷などによって塑性ひ
ずみが導入された際， S45C の方が低炭素鋼に比べ転位密度が増加しやすく，転位密度も飽
和しにくいことが分かる．これは S45C には 0.45mass%の炭素が含まれているためセメンタ
 
図 3.15 式(3.2)より見積もった塑性ひずみと転位密度の関係の考察．ただし，*は
Tomota らの報告結果[6]より算出した． 
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イトが生成されることで転位の固着を生じさせる因子が多く存在するため，ULC 鋼や IF 鋼
と比べ転位の増加率が高く，転位密度も飽和し難いと推察する．また，ULC 鋼や IF と比べ
S45C の方が炭素以外の構成元素が多いことも原因の一つと考えられる． 
 また，図 3.14 における転位密度の増加に対する降伏応力の増加率は S45C の方が低炭素鋼
より小さいが，図 3.15 における同じ塑性ひずみにおける転位密度が S45C の方が十分大きい
ことから，同じ塑性ひずみにおける降伏応力が S45C の方が低炭素鋼よりも大きくなると分
かる．つまり，低炭素鋼と比べ炭素含有量の多い S45C では転位密度増加に対する降伏応力
の上昇率は低炭素鋼と比べ低いものの，同程度の塑性ひずみを付加した際の転位密度が十
分高くなるため，S45C の方が低炭素鋼と比べ降伏応力が大きくなると言える．この関係は
式(3.3)と式(3.4)より 
 
 σ௬ ≅ ߪ଴ ൅ 2ߢߤܾߦଵ/ଶߝ௣఍/ଶ (3.5)
 
と整理することができ，塑性ひずみ εpに対する，降伏応力 σyの関係を求めれば図 3.16 とな
り，S45C の降伏応力が低炭素鋼と比べ大きくなることが分かる． 
  
 
図 3.16 式(3.5)より見積もった塑性ひずみに対する降伏応力．ただし，*は Tomota ら
の報告結果[6]より算出した． 
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3.4.3 降伏応力と硬さの関係 
図 3.17 に負荷応力と硬さの関係を示す．負荷応力 0～450MPa の範囲において硬さは平均
HV194 でほぼ一定となった．450MPa 以上の負荷応力では，負荷応力の増加と共に硬さが増
大した．300~450MPa の負荷応力においては硬さが増大しておらず，降伏点の前後では硬さ
の変化は無いと言える．  
一般に降伏応力は硬さのおよそ 3 倍となるとされている[10]．そこで硬さに対する降伏応
力の比率を求め図 3.18 に示す．なお降伏点以下の負荷条件では供試材の降伏応力を，降伏
点以上の負荷条件では負荷応力を降伏応力と見なした．降伏応力 σyと硬さ HVの比率 σy/HV
は 2.15 から 2.95 の値となり，その比率は一定ではなく降伏応力が大きくなるに従い大きく
なる傾向となった．これは降伏応力が硬さのおよそ 3 倍となるのは既に強く加工硬化して
いる場合など，これ以上加工硬化が生じない場合において有効であるためであり[11]，本研
究での条件のような加工硬化の程度（以下，加工度）が変化する場合では，加工度に応じ
てその比率が変化し，加工度が最も大きい 600MPa において最も 3 に近くなったと考えられ
る．ここで加工度により変化する降伏応力と硬さの関係を表すため，次式を用いて 450MPa
以降の回帰直線を求めた． 
 
図 3.17 負荷応力と硬さの関係． 
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 ܪ௏ ൌ ߗߪ௬ ൅ ߟ (3.6)
 
比例係数 Ω は 0.07，定数項 η は 163 となり，図 3.17 に示す通り回帰直線は実験結果と概ね
一致した．機械・構造材料として用いられる材料の加工度は様々であることを鑑みると，
降伏応力と硬さの関係を一定値として求めるのではなく，式(3.6)を用いて変数として扱う方
がより精度の高い推定が可能である． 
 ところで，式(3.4)および式(3.6)より硬さは転位密度の平方根の一次式として Bailey-Hirsch
の関係と同形の式で次のとおり表すことができる． 
 
 ܪ௏ ൌ ߗᇱߩଵ/ଶ ൅ ߟᇱ (3.7)
 
そこで，図 3.19 に転位密度の平方根と硬さの関係を記し，式(3.7)を用いて求めた転位密度
の平方根と硬さの回帰直線を示す．比例定数 Ω´は 9.06 × 10−7，定数項 η´は 186 となった．
回帰直線の相関係数は 0.90 であり実験値と一致しており，硬さと転位密度は式(3.7)の関係
があると言える． 
 
 
 
図 3.18 硬さに対する降伏応力の比率（y/HV）の関係． 
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図 3.19 転位密度の平方根と硬さの関係． 
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3.5 結言 
 本研究では基本的な機械・構造材料である炭素鋼に最も単純な荷重負荷方法である単軸
の静的引張負荷により供試材に塑性変形を加え，その際に生じる微視組織変化と力学的特
性をラインプロファイル解析により評価した．その結果，塑性ひずみと転位密度の関係は ρ 
= ρ0 + ξεpζの関係で表すことができ，ラインプロファイル解析により転位密度を求めること
によって従来の X 線回折法では困難であった塑性ひずみ測定の可能性を示した．しかし，
過去の TEM 観察やエッチピット法による研究により得られた結果とはその係数値が異なっ
ており，その違いの原因や係数の絶対値に対する検証は今後の課題である． 
ラインプロファイル解析により求めた流動応力と転位密度の関係は TEM 観察やエッチピ
ット法によって示された Bailey-Hirsch の関係 τ = τ0 + κμρと同様の関係となり，ラインプロ
ファイル解析を用いた方法においても TEM 観察などにより得られている関係と同形の式で
整理できることを示した． 
 塑性ひずみと転位密度の関係および流動応力と転位密度の関係から，構成元素による微
視組織と力学的特性の関係について考察し，低炭素鋼と比べ炭素含有量の多い S45C では転
位密度増加に対する降伏応力の上昇率は低炭素鋼と比べ低いものの，同程度の塑性ひずみ
を付加した際の転位密度が高くなるため，S45C の方が低炭素鋼と比べ降伏応力が大きくな
ることを明らかとした． 
また，加工硬化過程における降伏応力と硬さはそれぞれ転位密度の平方根に依存する一
次関数として表すことができることから，硬さに対する降伏応力の比率はそれらの一次関
数の比率として転位密度によって変化することを示した． 
ラインプロファイル解析により得られた微視組織の物理量と力学的特性には上記の関係
があることが分かり，これらの関係を用いることで，微視組織と力学的特性の実用的評価
方法としてラインプロファイル解析が有効であることが分かる． 
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第 4 章 冷間圧延した炭素鋼の微視組織と力学的特性 
 
4.1 緒言 
第 3 章では炭素鋼に引張負荷を加えた際の微視組織と力学的特性の関係について検討し，
ラインプロファイル解析により微視組織と力学的特性を関連付けて評価することができる
ことを示した．ところで，炭素鋼などの材料は一般に冷間加工により結晶粒径や結晶配向
性などのマクロレベルの微視組織および転位などに関連するナノレベルの微視組織を調整
することで所望の性質を有する材料として使用される．そこで本章では前章の炭素鋼と同
じ S45C 材に圧延率の異なる冷間圧延を加えることで，段階的に微視組織および力学的特性
が変化していると想定される供試材を準備し，冷間圧延材における微視組織と力学的特性
の関係について検討した．特に本章では第 3 章で示した流動応力や硬さと転位密度の関係
を確認するとともに，ラインプロファイル解析により得られた転位密度から加工硬化過程
における硬さと降伏応力の関係ついての検討を行った． 
 
4.2 実験方法 
供試材には第 3 章で用いた供試材と同ロットの機械構造用炭素鋼 S45C を用いた．受入れ
時の残留応力を除去するため 953 K で 5h の焼きなましを行った後，フライス加工により初
期厚さ 5 mm に加工した．この板材を 10, 20, 30, 40%の 4 種類の圧延率となるようそれぞれ
冷間圧延した．圧延後，測定面のフライス加工の影響を除去するため電解研磨を施した． 
また供試材表面の組織観察を行うため，エメリー研磨およびバフ研磨により鏡面仕上げ
した後，硝酸 1%およびエタノール 99%のナイタール溶液を用いて化学エッチングを行った． 
ラインプロファイルの測定には Bruker AXS 社の D8 Advance を用いた．X 線源は Cu 管球
であり，Niフィルタにより入射X線からKβ線を除去した．測定した回折指数は110, 200, 211, 
220, 310, 222 の 6 指数である．測定したラインプロファイルから測定系起因の成分を除去す
るための標準試料には，LaB6粉末（NIST SRM 660a）を用いた．得られたラインプロファイ
ルを Voigt 関数によるフィッティングにより Kα1線および Kα2線の分離，バックグラウンド
除去を行った後，第 2 章で述べたラインプロファイル解析の修正法により転位密度および
結晶子サイズを求めた．なお，第 3 章で述べた通り，供試材の S45C はフェライト相とパー
ライト相で構成されているため，本研究におけるラインプロファイル解析結果も二つのフ
ェライトからの情報による値となる． 
各圧延率における供試材の力学的特性は引張試験および硬さ試験により求めた．引張試
験は引張試験機（AutoGraph AG-X，島津製作所）を用い，引張速度を 0.5 mm/min（クロス
ヘッド速度）として行った．硬さはマイクロビッカース硬さ試験機（HMV-2000，島津製作
所）を用いて測定を行った．硬さ試験条件は試験荷重 9.8 N，保持時間 10 s とした． 
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4.3 実験結果 
4.3.1 光学顕微鏡による組織観察 
図 4.1 に各圧延率に冷間圧延した供試材の光学顕微鏡による組織の観察結果を示す．なお
写真の上下方向が圧延方向である．圧延率の増加に伴い結晶粒形状がわずかに圧延方向へ
伸長している様に見えるが，顕著な組織変化は認められない．光学顕微鏡による組織の観
察写真を用いて，フェライトおよびパーライトの結晶粒径を測定した．測定は画像解析ソ
フト（NIS-Elements，Nikon）を用いて行い，各粒の外周長を測定し，結晶粒が円形である
  
  
 
図 4.1 各圧延率における試料表面の光学顕微鏡観察． 
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として結晶粒直径の平均値として結晶粒径を決定した．得られた結晶粒径を図 4.2 に示す．
圧延率によらず結晶粒径はフェライトでは約 8 μm，パーライトでは約 11 μm となり，いず
れの相においても圧延率の増加による結晶粒径の変化は無かった． 
  
図 4.2 各圧延率におけるフェライト相およびパーライト相の結晶粒径． 
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4.3.2 ラインプロファイル解析結果 
 図 4.3 にバックグラウンド除去，Kα2線除去を行い，装置起因の拡がりを除去した後，規
格化したラインプロファイルを回折指数ごとに示す．ラインプロファイルがシャープなの
ものから順に圧延率 0，10，20，30，40%となっており，いずれの回折指数においても圧延
率の増加とともにラインプロファイルがブロードになっていることが分かる．つまり定性
的には圧延率の増加とともに塑性変形時に転位密度が増加していることが推測される．こ
こで，いずれの圧延率においても回折指数ごとにプロファイルの幅拡がりが異なることが
分かる．弾性等方性材料であれば，第 2 章で示した通り不均一ひずみ ε*が存在する場合，散
乱ベクトルKが大きくなるに従いラインプロファイルの幅拡がりΔKも大きくなる．しかし，
図4.3では弾性異方性の影響によりプロファイルの幅拡がりは散乱ベクトルKの大きさの順
にはなっておらず，弾性異方性の影響が見られる．このため，本研究においても弾性異方
性の影響を考慮した修正法[1]によるラインプロファイル解析を行った． 
 まず第 2 章で示した式 
 
 ∆ܭଶ െ ߙଶܭଶ ൌ βܥ௛଴଴ሺ1 െ ݍܪ
ଶሻ (2.97)
 
より，各試料における q および α，β の値を決定した．q はらせん転位と刃状転位の構成比
率によって決まるため，q の値かららせん転位と刃状転位の存在比率が求められる．第 2 章
で示した通りフェライトにおけるらせん転位と刃状転位の q 値は 2.64 および 1.29 であるこ
とから，それぞれの q 値を持つとき試験片中に存在する転位の全てがらせん転位および刃
状転位であることを意味する．本研究では圧延率 0～40%の q 値の平均はおよそ 2 であり，
らせん転位と刃状転位がおよそ 1：1 の割合で存在していることになる．また圧延率 0～30%
では緩やかに q 値は減少傾向であるが，30～40%で上昇に転じている．このことから圧延率
0～30%ではらせん転位と刃状転位がほぼ同じ割合で存在し，圧延率 30～40%ではらせん転
位の割合が増加していることを示している． 
決定されたコントラストファクターを用いて，修正 Warren–Averbach 法により転位密度お
よび結晶子サイズを求めた．同法ではコヒーレントな領域の拡がりから転位密度や結晶子
サイズを求めるため，図 4.3 に示すラインプロファイルのフーリエ級数展開を行った．フー
リエ長さ L に対するフーリエ係数 A(L)を図 4.5 に示す．ここでコヒーレントな領域が広いこ
とは格子欠陥が少ないことを意味しており，図 4.3 におけるプロファイルのシャープさに対
応している．このため，図 4.5 においてはフーリエ係数がブロードなほどコヒーレントな領
域が広い，つまり格子欠陥が存在しない領域が広いことを示している．いずれの回折指数
においても圧延率が大きくなるに従い，コヒーレントな領域が狭くなっていることから転
位密度が上昇していること，結晶子サイズが減少していることが推測できる． 
 ラインプロファイル解析により算出した各圧延率における転位密度および結晶子サイズ
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を図 4.6 および 4.7 に示す．圧延前の転位密度は 7 × 1013 m−2 であったが，圧延率の増加にし
たがい転位密度が増加し，圧延率が 40％では約 2 × 1015 m−2となった．一方，結晶子サイズ
は圧延前には 155 nm であったが，圧延率の増加と共に減少し，圧延率が 40%では 35 nm と
なった．圧延による転位の移動および発生によって転位密度は増加し，逆に結晶子サイズ
は減少したことが分かる．ここで圧延率の増加に対する転位密度の増加量はほぼ一定であ
った．一方，結晶子サイズは減少量が一定ではなく，圧延率の増加とともに減少量が減少
する傾向となり，40～30 nm 付近に収束しながら微細化した．  
 ここで，各圧延率における転位の配置パラメータ M（= Reρ1/2）[2][3]を図 4.8 に示す．M
値は転位によるひずみ場の大きさ Reと転位密度 ρ から転位間の相互作用を見積もる無次元
数であり，M が 1 より大きいとき転位がランダムに配置している状態であり，M が 1 より
小さいほど転位間の相互作用が強い状態であることを示している．得られた M 値は圧延前
に 1.6 と大きく，圧延率 10%にかけて急激に低下し，その後徐々に減少することが分かる．
つまり，圧延前には結晶中に点在した転位が圧延加工によって増加すると同時に，転位ダ
イポールなどを徐々に形成しながら転位が不均一に分布することでコヒーレントなドメイ
ンが分割され，結晶子サイズが小さくなったと考えられる． 
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図 4.3(a) 各回折指数における回折 X 線プロファイルの圧延率増加による変化． 
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図 4.3(b) 各回折指数における回折 X 線プロファイルの圧延率増加による変化． 
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図 4.4 圧延による q 値の変化． 
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図 4.5(a) 各回折指数におけるフーリエ係数の圧延率増加による変化． 
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図 4.5(b) 各回折指数におけるフーリエ係数の圧延率増加による変化． 
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図 4.6 圧延による転位密度の変化． 
 
 
図 4.7 圧延による結晶子サイズの変化． 
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4.3.3 力学的特性の測定結果 
冷間圧延を施した各試験片の引張試験を行い，力学的特性として 0.2%耐力および引張強
さを得た．なお巨視的な塑性変形の開始点である降伏応力は圧延によって降伏点が明確に
表れなくなったため，全ての試験片において 0.2%耐力（以下，耐力）を用いて評価した．
また耐力，引張強さは負荷荷重を初期断面積で除した公称応力として求めた．図 4.9 に耐力
および引張強さ，硬さ試験の測定結果を示す．それぞれの値は耐力が 350 MPa，引張強さが
606 MPa，硬さが 178 MPa であったが圧延後，圧延率 40%ではそれぞれ 706，854，258 MPa
となった．なお，硬さの標準偏差は平均 HV4.7 と十分小さい．図 4.9 よりいずれのパラメー
タも圧延率の増加に伴い値が大きくなっていることが分かるが，硬さの増加率は耐力の増
加率と比べ小さい．そこで，第 3 章の図 3.18 と同様に各圧延率における硬さに対する耐力
の比率を図 4.10 に示す．圧延前の比率はおよそ 2 であるが，圧延率の増加にしたがいその
比率は大きくなり，およそ 3 に漸近していることが分かる．一般に降伏応力に対する硬さ
の比率は 3 になる[4]とされており，圧延率が 30%および 40%ではその説明に従う結果とな
った．一方 0～20%においては 3 よりも小さい値となった．これは第 3 章でも述べた通りそ
の比率が 3 となるのは十分に加工硬化し，これ以上加工硬化が生じない状態における値で
ある[5]ため，3 よりも小さい値になったと考えられる．圧延率が 0%から 10%に増加すると
耐力は約 220 MPa 増加したが，30%から 40%では約 20 MPa の増加となり，その増加率は徐々
に減少する傾向となった．このことからも圧延前には加工硬化する余地があったが，圧延
率とともに減少し圧延率 30%から 40%程度でほぼ収束すると考えられる． 
 
図 4.8 圧延による M 値の変化． 
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図 4.9 圧延による力学的特性の変化． 
 
 
図 4.10 0.2/Hv 比率の圧延による変化． 
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4.4 微視組織と力学的特性に関する考察 
 微視組織と力学的特性の関係について検討する．流動応力と転位密度には第 3 章で示し
た通り，Bailey–Hirsch の関係 
 
 ߬ ൌ ߬଴ ൅ ߢߤܾߩଵ/ଶ (3.3)
 
があることが知られている[6]．そこで，得られた流動応力と転位密度の関係を図 4.11 に示
す．またこの関係が成り立つものとして最小二乗法により転位密度の平方根と流動応力の
関係を求めた．ここでは流動応力は 0.2%耐力の 0.5 を掛けた値[7]とした．回帰直線の各係
数値は τ0 = 133 MPa，κ = 0.31 となる（図 4.11）．実験結果は式(3.3)に基づく回帰直線でよく
近似できており，冷間圧延材においても X 線的に求めた転位密度と流動応力の間に Bailey–
Hirsch の関係が成り立つことが分かる．また，この関係式の冷間圧延を施した場合の傾き
0.31 は，第 3 章で示した引張負荷を加えた場合の傾き 0.29（図 3.13）とほぼ等しい．つま
り，転位密度の増加による降伏応力または耐力の増加への影響は加工方法に因らず一定と
なることが分かる． 
 ここで，ラインプロファイル解析により得られた結晶サイズ D と耐力 σ0.2の関係について
検討を行うため，図 3.12に結晶サイズの平方根の逆数 D−1/2に対する耐力 σ0.2の関係を示す．
 
図 4.11 転位密度の平方根と流動応力の関係． 
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この回帰直線は τ = 2.31 × 103D −1/2 + 3.2（[MPa]），相関係数（R2値）は 0.94 となり，耐力と
結晶サイズの間にも相関がみられた．しかし，転位密度および結晶サイズはそれぞれ独立
に決定する変数とすると，転位密度と流動応力の関係および結晶子サイズと流動応力の関
係は同時には成立しない．このため，図 3.12 で求めた回帰直線の関係が結晶粒サイズと降
伏応力（または耐力）の間に成立する Hall–Petch 則[8]と同形の関係があるかは本研究結果
のみからは判断できない．しかし，第 3 章および本章において加工に伴う転位密度の上昇
に伴って結晶サイズは小さくなった．つまり Bailey–Hirsch の関係として関係づけられる転
位密度と流動応力の関係には，結晶サイズの影響の有無に因らず転位密度の変化に伴う結
晶サイズの変化も含んだ形で流動応力との関係を表していると理解できる． 
 次に，硬さに対する耐力の比率（0.2/Hv）に及ぼす転位密度の影響について検討する．第
3 章において，硬さは式(3.7)に示す転位密度の平方根の一次式として式(3.3)の Bailey–Hirsch
の関係と同形の式で表すことができることを示した．そこで，この関係を用い図 4.13 に転
位密度の平方根に対する，耐力および硬さの関係を示す．ただし，比較を容易にするため
ここでは耐力を流動応力の代わりに用いた．転位密度の平方根に対し硬さは直線関係とな
っており，第 3 章で示した結果と同様に硬さと転位密度の間にも Bailey–Hirsch の関係と同
様の関係があることが確認できる．また，図 4.14 に転位密度の平方根に対する耐力および
硬さの直線関係から求めた硬さに対する耐力の比率を示す．硬さに対する耐力の比率率は
 
 
図 4.12 結晶子サイズと耐力の関係． 
第 4 章 
 
78 
 
一定ではなく，転位密度の変化に対してその比率が変化していることが分かる．これは耐
力と硬さがいずれも転位密度の平方根に対して切片が 0 でない直線関係にあるためと説明
できる．つまり転位密度が小さい領域では切片の比によって耐力と硬さの比が決まり，転
位密度が十分大きい領域ではそれぞれの転位密度の平方根に対する傾きの比で決定するた
めである．図 4.14 において転位密度が低いときは耐力と硬さの比率は図 4.13 に示した一次
式の切片の比によって 1.7 で一定となり，転位密度が大きいときは一次式の傾きの比によっ
て 5.4 となることが分かる． 
また，図 4.14 に圧延率 0%～40%の冷間圧延材の硬さに対する耐力の比率率をプロットし
た．耐力と硬さの比率が転位密度の増加にしたがって変化することが確認できる．つまり，
耐力と硬さの比率は転位密度のみで整理できており，圧延率が 0%～40%の範囲では転位密
度のみによって耐力と硬さの比率が決まることを示している．ただし，一般に十分加工硬
化した材料においてはその比率は 3 程度になると言われており[4][5]，より転位密度の高い
領域においては例えばセル組織が発達することで結晶子の境界が結晶粒としての役割を果
たすなど，転位密度以外の微視組織の影響が顕在化し，より転位密度の高い領域では図 4.14
で示した転位密度の平方根に対する耐力および硬さの直線関係から求めた耐力と硬さの関
係とは一致しない可能性がある． 
  
 
図 4.13 転位密度の平方根と耐力または硬さとの関係． 
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図 4.14 転位密度の平方根に対する耐力と硬さの比率0.2/HVの変化． 
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4.5 結言 
 段階的な圧延率の冷間圧延を施した機械構造用炭素鋼S45Cのラインプロファイル解析を
行い，転位密度や結晶子サイズなどの微視的パラメータを非破壊で定量的に求めた． 
その結果，圧延前の転位密度は 7 × 1013 m−2 であり，圧延率の増加にしたがい転位密度が増
加し，圧延率が 40％では 2 × 1015 m−2 となった．結晶子サイズは圧延前 155 nm であったが，
圧延率の増加と共に減少し，圧延率が 40%では 35 nm となった．また，本供試材における
らせん転位と刃状転位の構成比は q 値による評価からおよそ 1：1 であり，冷間圧延過程に
よってらせん転位の割合が増加した．M 値の解析結果より，圧延初期段階で転位間の相互
作用が大きく増加することを示した． 
 また，耐力や硬さ，引張強さといった力学的特性は圧延率の増加とともに大きくなり，
加工硬化していることを確認した．硬さに対する耐力の比率は圧延前にはおよそ 2 であっ
たが，圧延率の増加とともに大きくなり 3 程度で一定となった．また，転位密度と流動応
力の間には Bailey–Hirsch の関係が成り立っていることを確認した． 
 圧延率の増加とともに転位密度は一定の割合で増加しているが，硬さや耐力といった力
学的特性の変化は圧延率の増加とともに小さくなり圧延率 40%程度で一定となる傾向を示
した．実験により求めた転位密度の平方根に対する耐力と硬さの比率 σ0.2/HV の変化は，転
位密度に対する耐力または硬さそれぞれの関係式の比率として求めた計算値と概ね一致し
ており，圧延率が 0%～40%の範囲では転位密度のみによって硬さに対する耐力の比率が決
まることを示した．しかし，圧延による結晶子サイズや転位の配置パラメータの変化傾向
は圧延過程によって変化しており，例えば本研究の実験範囲よりも転位密度の高い領域な
どにおいて結晶サイズや転位配置などの影響が現れ，転位密度の平方根に対する耐力およ
び硬さの直線関係から求めた耐力と硬さの関係とは一致しない可能性がある． 
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第 5 章 ピーニング処理したオーステナイト系 
ステンレス鋼の微視組織変化 
 
5.1 諸言 
 第 3 章および第 4 章では炭素鋼に引張および圧延による段階的な冷間加工を行うことで，
微視組織および力学的特性の関係をラインプロファイル解析により評価できることを示し
た．そこで本研究ではラインプロファイル解析の応用としてピーニング技術に着目し，ピ
ーニング処理した材料にラインプロファイル解析を適用し微視組織の評価を試みた． 
ピーニング処理の方法には例えばショットピーニング（以下，SP）[1]やレーザーピーニ
ング（以下，LP）[2][3]などの方法がある．ショットピーニングは産業界で最も広く用いら
れているピーニング技術で，ショットと呼ばれる鋼球やセラミックなどを被施工材へ投射
することで試料表面に圧縮応力を導入する方法であり，例えばコイルばねなどに利用され
ている．LP は水中で被施工材にレーザーを照射することで試料表面にプラズマを発生させ
その圧力で圧縮応力を導入する方法であり，原子力プラントの応力腐食割れ[4]対策として
用いられている．応力腐食割れとは材料，環境，応力状態の三つの因子の重畳によって生
じる損傷である．このため，応力腐食割れ対策として耐環境性の高い材料の開発に加え，
応力状態の改善も重要である．耐応力腐食割れ性を向上させるためには材料表面に圧縮残
留応力を導入することが有用な方法である．  
 これらのピーニング施工によって材料表面に圧縮残留応力が導入されること[2]やその導
入メカニズム[5]，疲労による残留応力緩和メカニズム[6]などの研究がおこなわれてきた．
しかしこれらの多くは残留応力を中心に議論した研究である．一方で，残留応力が導入さ
れるメカニズムはピーニング処理によって試料表面近傍に不均一な塑性変形が生じるため
であり，残留応力導入メカニズムやその緩和メカニズムを理解するためには塑性変形の素
過程である材料表面近傍の微視組織に関する研究が必要不可欠である． 
 そこで，本研究では第 3 章および第 4 章で示した通り微視組織の評価方法として有効と
考えられるラインプロファイル解析方法用い，ピーニング処理した材料表面近傍の微視組
織について評価を試みた．具体的には本研究では SP および LP の二つの方法でピーニング
処理した材料の試料表面近傍における転位密度や結晶子サイズなどの微視組織の違いをラ
インプロファイル解析により定量化して評価した． 
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5.2 実験方法 
5.2.1 供試材 
 本研究では市販のオーステナイト系ステンレス鋼 SUS316 を使用した．表 5.1 にその成分
を，表 5.2 に未施工材の機械的性質を示す．供試材は受け入れ材を一次切断した後，1323 K
で 1 時間保持後，空冷の溶体化処理および，873 K で 30 min の真空中で応力除去焼きなま
しを行った．これを図 5.1 に示す試験片形状へ加工し，未施工材と呼ぶ SP および LP 施工
前の試験片とした．この未施工材に表 5.3 に示す条件で供試材の片側表面に SP および LP
を施した．なお，それぞれの施工条件は試料表面から深さ方向に同等の残留応力分布が形
成される条件とした．残留応力測定，硬さ試験，組織観察，ラインプロファイル解析には
図 5.1 に示した試験片を 5 等分割し，各実験の試験片として用いた． 
 
5.2.2 X 線残留応力測定 
 残留応力測定はバンザイ型 X 線応力測定装置を用いて標準的な残留応力測定法である
sin2ψ 法[7]により行った．sin2ψ 法では X 線照射領域内に様々な方向を向いた多数の結晶が
存在するとして，図 5.2 に示す様に試料面法線に対する回折面法線の成す角である ψ 角をい
くつか設定して各 ψ 角での回折角 2θ を測定し，次式に示す sin2ψ に対する回折角 2θ の傾き
から X 線照射領域内の応力が求められる． 
表 5.1 SP および LP 用試験片の化学成分 [mass%] 
C Si Mn P S Ni Cr Mo 
0.05 0.43 0.84 0.28 0.001 10.1 16.1 2.07 
 
表 5.2 供試材受入れ時の機械的性質 
0.2% proof stress, MPa Tensile strength, MPa Young’s modulus, GPa 
291 626 199 
 
 
図 5.1 試験片形状． 
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 σ ൌ ܭ ∙ ߲ሺ2ߠሻ߲ሺsinଶ ߰ሻ (5.1)
 
なお，K は X 線応力定数であり，本供試材における X 線応力定数−302 MPa/deg は単結晶の
弾性スティフネス C11 = 206 GPa, C12 = 133 GPa, および C44 = 119 GPa [8]より Kröner モデル
[9]を用いて算出した．X 線応力測定の条件を表 5.4 に示す．また，深さ方向の残留応力分布
表 5.3 SP および LP の施工条件 
Shot peening 
Shots media SUS430 
Shots diameter, mm 0.6 
Pressure, MPa 0.5 
Coverage, % 300 
Laser peening 
Wavelength, nm 532 
Pulse energy, mJ 20 
Laser spot diameter, mm 0.3 
Coverage, % 1270 
 
 
図 5.2 sin2法における各座標系． 
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は逐次電解研磨を行い測定した．電解研磨は酢酸 76.5%，過塩素酸 18.5%，蒸留水 5.0%の
体積割合の電解研磨液を用い，電流密度 0.5 A/cm2 程度で行った．  
ところで残留応力の算出にはラインプロファイルより回折角 2θ を決定する必要がある．
X 線応力測定法において回折角 2θ の決定には半価幅中点法を用いられることが多い．半価
幅中点法は図 5.3 に示すように，バックグラウンドと呼ばれる回折によらない成分を直線で
引き，これと平行な最大強度となる点を通る直線を引く，この二直線に平行で二直線から
等距離の点を通る線を引き，この直線とラインプロファイルの交わる 2 点の回折角の中心
の回折角をこのプロファイルにおける回折角 2θ0とする方法である．しかし本研究における
供試材は強い加工を受けているためラインプロファイルが非常にブロードで測定範囲内の
データから直接バックグラウンドを決定することができない．そこで，本研究ではバック
グラウンドを直線，ラインプロファイルを任意の関数としてフィッティングすることで，
関数のピーク位置から回折角 2θ を決定した．なお，測定される回折 X 線は Kα2線を含む Kα
二重線であるため，回折 X 線のプロファイル形状が左右非対称である．このため左右対称
な形状である Gauss 関数や Lorentz 関数，Voigt 関数を用いることはできない．そこで本研究
ではプロファイルの左右非対称性を考慮できる関数として市販のソフトウエア Origin 7 に
組み込みの PearsonVII 関数を用いてピークフィッティングを行った． 
  
 
図 5.3 半価幅中点法によるピーク位置決定． 
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5.2.3 ラインプロファイル解析方法 
 ラインプロファイル解析のための測定は Bruker AXS の X 線回折装置 D8 ADVENCE を用
いた．光学系は第 2 章に示した Bragg–Brentano 系であり，特性 X 線には Cu-Kを用い， 111，
200, 220，311 回折指数のラインプロファイル測定を行った．測定系に起因する回折線の幅
拡がりを除去するために標準試料として LaB6 粉末（660a, NIST）を用いた．微視組織の物
理量を得るためのラインプロファイル解析には第 2 章で示した修正法[10]を用いた．またコ
ントラストファクターܥ௛̅଴଴はすべり系が<110>{111}として，単結晶の弾性スティフネス[8]
を用いて，ANIZC [11]により求めた．求めたコントラストファクターܥ௛̅଴଴およびパラメータ
q の値を表 5.3 に示す． 
  
 
表 5.4 X 線応力測定条件 
Measurement method sin2ψ 
Characteristic X-ray Mn-Kα 
Diffraction indices γFe-311 
Diffraction angle 152.2 deg 
Range of sin2ψ 0~0.6, step 0.1 
X-ray constant −302 MPa/deg 
Diameter of collimator 3 mm 
Detector PSPC 
 
表 5.5 ܥ௛̅଴଴および q 値 
Type of dislocation ܥ௛̅଴଴ q 
Screw 0.301 2.39 
Edge 0.292 1.61 
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5.3 実験結果および考察 
5.3.1 残留応力および硬さ 
図 5.4 に残留応力の深さ方向分布の測定結果を示す．なお，各値は試料面内の直交する 2
方向の応力値の平均値を示している．試料表面における SP および LP の残留応力はそれぞ
れ，−561 MPa および−653 MPa であり，LP 材の方がやや圧縮応力が大きいものの，残留応
力の深さ方向分布は概ね一致した．SP 材および LP 材いずれの試験片においても残留応力
の絶対値は表面から内部に向かって大きくなり，深さ 50 μm 付近で 700 MPa 程度の最大圧
縮応力となった．その後は深さが深くなるに従い残留応力の絶対値は徐々に減少し，SP 材
および LP 材いずれの試験片においても 400～500 μm 付近で－200 MPa となった．未施工材
の内部残留応力値は－200 MPa 程度であり，ピーニングによる残留応力導入深さはおよそ
400 μm であることが分かる．以上の通り，本研究においては SP と LP の施工条件を選択す
ることで両施工方法による試料表面近傍（0～400 μm 程度）の残留応力分布を同等とするこ
とができた． 
図 5.5 に硬さの深さ分布を示す．なお，押し込み荷重は 0.981 N，押し込み時間は 15 s，
繰返し数 5 回とした．SP 材表面における硬さは HV444 となったが，LP 材表面の硬さは
HV323 程度と SP 材の場合と比べ HV121 小さい値となった．深さ方向の分布について見る
と，全体的に SP 材の方が LP 材と比べ硬さが大きい結果となった．またいずれの試験片も
残留応力分布と同様に深さ 400～500 μm 付近において HV150 程度で一定となった．未施工
材の硬さは HV163 であり，いずれの施工方法においても深さ 400～500 μm において施工に
よる影響がなくなっていると言える． 
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図 5.4 SP 材および LP 材の残留応力の深さ分布． 
 
 
図 5.5 SP 材および LP 材の硬さの深さ分布． 
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5.3.2 光学顕微鏡による組織観察結果 
 図 5.6～5.8 に未施工材，SP 材，LP 材の試料表面および各深さにおける光学顕微鏡による
組織観察結果を示す．また図 5.9 に各試験片の断面組織観察結果を示す．観察面はバフ研磨，
電解研磨後，シュウ酸 10%水溶液によりエッチングを行った．ただし，研磨により最表面
層は除去されるため，ここでの表面とは元の試料表面から深さ 24 μm の面である．一方，
SP 材および LP 材では未施工材ではほとんど見られなかったすべり帯が導入されているこ
とが分かる．特に SP 材では LP 材と比べすべり帯が密に形成されており，断面の観察結果
から深さ 100 μm 以上まですべり帯が形成されていることが分かる．SP 処理および LP 処理
により試料表面近傍にすべり帯が形成されるが，その程度は SP 処理の方が LP 処理と比べ
著しく大きいことが分かる．金属材料の塑性変形は転位の発生や移動，双晶の形成などが
担うことから，すべり帯が形成されていることは塑性変形が生じたことを定性的に示して
いる．SP 材と LP 材を比べると SP 材の方がすべり帯が密に導入されていることや，その導
入深さが深いことから推察すると SP 材の方が LP 材と比べ塑性変形量が大きく，変形層も
深いことが考えられる． 
  
 
図 5.6 未施工材の表面組織（深さ 561 μm）． 
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図 5.7 SP 材の深さ 24，46，73，103 μm の組織． 
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図 5.8 LP 材の深さ 24，46，75，103 μm の組織． 
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図 5.9 未施工材，SP 材，LP 材の光学顕微鏡により観察した断面組織． 
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5.3.3 ラインプロファイル解析結果 
 図 5.10 に未施工材，SP 材および LP 材表面の全回折プロファイルを示す．未施工材のラ
インプロファイルはオーステナイト相（γ）の 111，200，220，311，222 回折ピークが明瞭
に表れている．SP 材ではオーステナイト相による回折ピークに加え，マルテンサイト相（α´）
による回折ピーク（110，200，211，220）が現れている．つまり， SP 処理によって表面近
傍のオーステナイト相がマルテンサイト変態をし，マルテンサイト相を形成したことが分
かる．LP 材では SP 材で見られたマルテンサイト相のピークは現れておらず，マルテンサ
イト変態は生じていないことが分かる．つまり，SP と LP では同程度の残留応力分布を導
入する際の相変態の有無という点で加工過程が異なることが分かる． 
 ラインプロファイル解析により微視組織の評価を行うため，各回折指数のラインプロフ
ァイル測定を行った．このときバックグラウンド除去後のピーク強度がおおよそ等しくな
るよう回折指数ごとに測定時間を調整して測定を行った．図 5.11 に各試料の測定されたラ
インプロファイルを示す．なお，各ラインプロファイルは比較のためバックグラウンド除
去を行った後，回折ピーク強度が 1，回折ピーク位置が 0°となるよう規格化した結果を示
した．未施工材では Kα1，Kα2線による回折ピークが分離している．SP 材ではいずれの回折
指数のラインプロファイルも未施工材のものと比べブロードになっていることが分かる．
 図 5.10 未施工材，SP 材，LP 材表面の全回折プロファイル． 
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111 回折における 1°付近の回折ピークはマルテンサイト相の 110 回折である．LP 材も SP 材
同様，未施工材と比べラインプロファイルがブロードになっていることが確認できるが，
SP 材のプロファイルと比べるとその幅拡がりは小さいことが分かる．なお，未施工材にお
いて見られた Kα2線による回折ピークが SP 材および LP 材では見られないが，これはライ
ンプロファイルがブロードになったため Kα1線のピークと重なっているためである．なお，
ラインプロファイル解析では Kα1 線のラインプロファイルのみを用いるため，事前に Kα2
線をピーク分離し Kα1線のみのラインプロファイルを用いて解析を行った． 
 図 5.11 に示したラインプロファイルから Kα2線プロファイルを除去した後，Voigt 関数を
用いて測定系起因の幅拡がりを除去し，真の物理量によるラインプロファイルを得た．次
にこのラインプロファイルのフーリエ級数展開を行った．なお，フーリエ級数展開の過程
において L=0 でのフーリエ係数が 1 となるように，つまりラインプロファイルの積分強度
が 1 となるよう規格化した．図 5.12 に各試料のフーリエ級数を示す．横軸の L は実空間に
おける距離を表しており，より長距離においてフーリエ級数が大きいことは格子欠陥の存
在確率が低く，X 線回折におけるコヒーレントな領域がより広範囲に広がっていることを意
味している．未施工材では SP 材や LP 材と比べ L の増加に伴いフーリエ係数は緩やかに減
少しており，格子欠陥が少なくコヒーレントな領域が広いことを示唆している．一方 SP 材
や LP 材ではフーリエ係数が L の増加に伴い急激に減少しており，コヒーレントな領域が狭
い，つまり格子欠陥が X 線照射領域内に高密度で存在していることを示唆している．また，
SP 材の方が LP 材と比べより急激にフーリエ係数が減少していることが分かる．つまり，
SP 材の方が LP 材と比べ格子欠陥の密度が高いことを示唆している． 
 このフーリエ級数を用いて第 2 章で示した修正法[10]による解析を行い，各供試材の転位
密度および結晶子サイズの深さ方向分布を求めた．転位密度および結晶子サイズの解析結
果をそれぞれ図 5.13 および図 5.14 に示す．未施工材表面の転位密度は 4 × 1014 m−2，結晶子
サイズは 328 nm であった．SP 材および LP 材試料表面の転位密度はそれぞれ 3 × 1016 m−2
および 4 × 1015 m−2 と増加し，結晶子サイズはそれぞれ 13 nm および 38 nm と微細化した．
しかしその変化量は異なり，SP 材の転位密度は LP 材のそれと比べ 7.5 倍であった．また
SP 材の結晶子サイズは LP 材のそれと比べ 1/3 倍程度となった．深さ方向の転位密度につい
て見ると，表面からの深さが増しても試料表面と同様に SP 材の方が LP 材に比べ転位密度
が高くなっていることが分かる．また SP 材および LP 材ともに深さが深くなるにしたがい
転位密度が低下し，深さ 200～300 μm 程度で未施工材の転位密度とほぼ等しくなることが
分かる．このことから試料表面からの深さによらず，SP 材の方が LP 材と比べピーニング
施工時の加工量が多いことが分かる．一方，結晶子サイズの深さ方向分布について見ると，
試料表面と同様に SP 材の方が LP 材よりも小さいことが分かる．また表面から深さ 100 μm
程度までは SP 材および LP 材ともに緩やかに結晶サイズが大きくなっていっているが，深
さ 100 μm 以上では急激に結晶子サイズが大きくなり，未施工材とほぼ同じ結晶サイズとな
る．いずれの試験片においても試料表面近傍で結晶子サイズの微細化が顕著であることが
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分かる． 
 ところで，図 5.4 に示した通り SP 材と LP 材は深さ方向に類似の残留応力分布が導入さ
れた．ピーニング施工により導入される残留応力は塑性変形により拡張された領域の周囲
の弾性拘束によって圧縮応力が形成されていることから考えると，SP 材および LP 材では
ともに同程度の塑性変形が生じていると考えられる．しかし，ラインプロファイル解析の
結果では SP 材の方が LP 材と比べ転位密度および硬さは大きく，結晶サイズは小さい．Peyre
は SP と LP ではプロセス時の変形機構が違うことを示唆している[5]が詳細な検討はなされ
ておらず，変形機構と残留応力形成の関係は今後の重要な研究課題である． 
 転位密度や結晶子サイズといった微視組織の違いは降伏応力や硬さなどの力学的特性や
回復・再結晶過程などに影響することから残留応力分布のみからピーニング方法や条件の
良し悪しなどを判断できないと考えられる．例えば LP が用いられる原子力プラントの一次
冷却水配管度では 600 K 程度に加熱されるため[4]，転位密度の高い SP は LP と比べ熱時効
による残留応力の緩和が早く生じる可能性がある．一方，転位密度が高くなることで降伏
応力や硬さが増加するため，SP の方が LP と比べ機械的強度の面では改善が期待できる．
この様に微視組織の違いを考慮することでより適切なピーニング方法やピーニング条件の
選択が可能となると考えられる． 
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図 5.11 未施工材，SP 材，LP 材表面のラインプロファイル． 
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図 5.12 未施工材，SP 材，LP 材表面のフーリエ級数． 
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図 5.13 SP 材および LP 材の転位密度の深さ分布． 
 
 
図 5.14  SP 材および LP 材の結晶子サイズの深さ分布． 
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5.3.4 微視組織と力学的特性の関係 
第 3 章および第 4 章では炭素鋼を用いて硬さと転位密度の間にも Bailey–Hirsch の関係で
示されるような転位密度の平方根に対する硬さの直線関係が成立することを示した．そこ
で，本研究で用いた未施工材，SP 材，LP 材についても同様に転位密度の平方根と硬さの関
係を検討した（図 5.15）．このとき，全てのプロットに対する回帰直線は HV = 3.03 × 10−6ρ1/2 
+ 157となる．この直線の傾きおよび切片の標準偏差はそれぞれ±2.8 × 107および14であり，
決定係数 R2は 0.92 である．この全てのプロットに対する回帰直線はピーニング施工の有無
や施工の方法に因らず実験値に一致していることが分かる．つまり本研究で用いた SP 材お
よび LP 材では転位密度の増加に起因して硬さが上昇したことが分かる． 
ところで，SP 材の表面には LP 材には存在しなかったマルテンサイト相が形成された．
一般にマルテンサイト相は硬質相であると考えられるが，SP 材の硬さはマルテンサイト相
を形成していない LP 材やマルテンサイト相の減少する深さ方向の変化によらず，全ての試
験片および深さの結果において転位密度の平方根に対する一次関数として表され，SP 材中
に形成されたマルテンサイト相の硬さへの影響はないと言える．これはマルテンサイト相
の硬さが含有炭素量に強く起因するためと考えられる．炭素量が 0.7 mass%の鋼におけるマ
ルテンサイト相の硬さはおよそ HV900 と非常に大きいが，炭素量 0.4 mass%ではおよそ
HV700，0.2 mass%ではおよそ HV500 と材料中の炭素量が減少するに従い硬さが低下する傾
向がある[12][13]．実際の硬さは結晶粒径など他の要因にもよるが上記の傾向と同じである
とすれば，今回用いた供試材の炭素含有量は 0.05 mass%と炭素量が少ないことから， HV300
程度もしくはそれ以下であると推測できる．またマルテンサイト相は加工硬化の著しい SP
材の試料表面近傍に存在したことから，転位密度上昇による加工硬化に比べマルテンサイ
ト相による硬さの上昇の影響は小さく，図 5.15 においてピーニング施工の有無や施工の方
法に因らず転位密度のみによって硬さが決定されたと説明できる． 
第 3 章および第 4 章において示した通り，硬さと降伏応力（または耐力）の間には相関
があり，十分加工硬化した材料において降伏応力は硬さのおよそ 3 倍となることが知られ
ている[14][15]．SP 材と LP 材の表面近傍は転位密度が高いことから十分加工硬化している
と想定できるため，降伏応力は硬さの 3 倍として SP 材および LP 材の表面近傍における降
伏応力を見積もることができ，その結果を図 5.16 に示す．SP 材および LP 材ともに，表面
から深さ 100 μm 以内の表面近傍では推定した降伏応力が 800 MPa を超えている．未施工材
の 0.2%耐力は 291 MPa であるにもかかわらず，SP 材および LP 材には最大で 700 MPa 程度
の圧縮残留応力が導入されていたが，これは SP および LP の施工時に導入された転位によ
って加工硬化が生じ，降伏応力が 700 MPa 以上まで増大したことにより施工前の降伏応力
を超える大きな圧縮残留応力が導入できたと言える．また，転位密度は表面近傍で高く表
面から離れるに従い転位密度が低下しており，表面近傍の降伏応力は硬さの 3 倍の値に近
く，試料表面から離れ転位密度が低下するに従い係数が小さくなり，転位密度が未施工材
と等しくなる深さにおいては未施工材の降伏応力（耐力）と等しくなると考えられる．  
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図 5.15 転位密度と硬さの関係．破線は回帰直線の信頼上限および信頼下限． 
 
 
図 5.16 硬さから見積もった降伏応力． 
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5.4 結論 
 本章ではオーステナイト系ステンレス鋼 SUS316 に方式の異なる SP および LP の二つの
ピーニング施工を行い，施工方式の違いにより生じる微視組織の変化およびそれに伴う力
学的特性との関係について検討した． 
予め選定した条件によって二つの方式により形成される残留応力分布を同様とした．こ
れらの供試材に対してラインプロファイル解析を行った結果，表面近傍において SP 材の方
が LP 材よりも転位密度は高く，結晶子サイズは細かくなり，転位密度や結晶子サイズなど
の微視組織は異なることが分かった． 
また，転位密度の平方根と硬さの関係はピーニングの有無や方式に因らず直線関係とな
り，硬さの変化はマルテンサイト相の影響などを受けず，転位密度の変化によって説明す
ることができることを明らかとした．このとき試料表面近傍における降伏応力は硬さから
推定することで，転位密度の増加によって生じた加工硬化により降伏応力が非常に大きく
なることを示した．これによりピーニング処理前の未施工材の降伏応力よりも大きな残留
応力の形成が可能になることが分かった． 
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第 6 章 結論 
 
本論文では弾性異方性を考慮したラインプロファイル解析により，ナノレベルの微視組
織と巨視的なパラメータである力学的特性の関係性について検討した．その結果，以下に
示す通り微視組織と力学的特性の関係を定量的に評価することができ，新たな評価方法と
しての可能性を示した． 
 
第 3 章では機械構造用炭素鋼に最も単純な荷重負荷方法である単軸の静的引張負荷によ
り塑性変形を加え，その際に生じる微視組織と力学的特性の変化をラインプロファイル解
析により評価した．その結果，塑性ひずみと転位密度の関係は ρ = ρ0 + ξεpζの関係で表すこ
とができ，ラインプロファイル解析により転位密度を求めることで，X 線回折による塑性ひ
ずみの定量的評価の可能性があることを示した．しかし，過去の TEM 観察やエッチピット
法による研究により得られた結果とは係数値が異なっており，その違いの原因や係数の絶
対値に対する検討は今後の課題である． 
一方，ラインプロファイル解析により求めた流動応力と転位密度の関係は TEM 観察やエ
ッチピット法によって示された Bailey–Hirsch の関係 τ = τ0 + κμbρ1/2と同様の関係となり，ラ
インプロファイル解析を用いた方法においても TEM 観察などにより得られている関係と同
形の式で整理できることを示した． 
 また，塑性ひずみと転位密度の関係および流動応力と転位密度の関係から，構成元素に
よる微視組織と力学的特性の関係について考察し，低炭素鋼と比べ炭素含有量の多い S45C
では転位密度増加に対する降伏応力の上昇率は低炭素鋼と比べ低いものの，同程度の塑性
ひずみを付加した際の転位密度が高くなるため，S45C の方が低炭素鋼と比べ降伏応力が大
きくなることを明らかとした． 
加工硬化過程における降伏応力と硬さはそれぞれ転位密度の平方根に依存する一次関数
として表すことができることから，硬さに対する降伏応力の比率はそれらの一次関数の比
率として転位密度によって変化することを示した． 
ラインプロファイル解析により得られた微視組織の物理量と力学的特性には上記の関係
があることが分かり，これらの関係を用いることで微視組織と力学的特性の実用的評価方
法としてラインプロファイル解析法が有効であることが分かる． 
 
第 4 章では冷間圧延を施した機械構造用炭素鋼のラインプロファイル解析を行い，転位
密度や結晶子サイズなどの微視組織の物理量を非破壊で定量的に求めた．その結果，圧延
前の転位密度は 7 × 1013 m−2 であり，圧延率の増加に従い転位密度が増加し，圧延率が 40％
では 2 × 1015 m−2 となった．結晶子サイズは圧延前 155 nm であったが，圧延率の増加と共に
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減少し，圧延率が 40%では 35 nm となった．また，本供試材におけるらせん転位と刃状転
位の構成比は q 値による評価からおよそ 1：1 であり，冷間圧延過程においてらせん転位の
割合が増加した．M 値の解析結果より，圧延初期段階で転位間の相互作用が大きく増加す
ることを示した． 
 また，耐力や硬さ，引張強さといった力学的特性は圧延率の増加とともに大きくなり，
加工硬化していることを確認した．耐力に対する硬さの比率は圧延前にはおよそ 2 であっ
たが，圧延率の増加とともに大きくなり 3 程度で一定となった．また，転位密度と流動応
力の間には Bailey–Hirsch の関係が成り立っていることを確認した． 
 圧延率の増加とともに転位密度は一定の割合で増加しているが，力学的特性の変化は圧
延率の増加とともに小さくなり圧延率 40%程度で一定となる傾向を示した．実験により求
めた転位密度の平方根に対する耐力と硬さの比率 σ0.2/HV の変化は，転位密度に対する耐力
または硬さそれぞれの関係式の比率として求めた計算値と概ね一致しており，圧延率が 0%
～40%の範囲では転位密度のみによって硬さに対する耐力の比率が決まることを示した．し
かし，圧延による結晶子サイズや転位の配置パラメータの変化傾向は圧延過程によって変
化しており，例えば本研究の実験範囲よりも転位密度の高い領域などにおいて結晶サイズ
や転位配置などの影響が現れ，転位密度の平方根に対する耐力および硬さの直線関係から
求めた耐力と硬さの関係とは一致しない可能性がある． 
 
第 5 章では第 3 章および第 4 章において確立したラインプロファイル解析による評価方
法を応用し，方式の異なる SP および LP の二つのピーニング施工を行い，施工方式の違い
により生じる微視組織の変化およびそれに伴う力学的特性の変化との関係について検討し
た． 
あらかじめ選定した条件によって二つの方式により形成される残留応力分布を同様とし
た．これらの供試材に対してラインプロファイル解析を行った結果，残留応力分布は同様
であったが，表面近傍において SP 材の方が LP 材よりも転位密度は高く，結晶子サイズは
細かくなり，転位密度や結晶子サイズなどの微視組織は異なることを明らかとした． 
また，転位密度の平方根と硬さの関係はピーニングの有無や方式に因らず直線関係とな
り，硬さの変化はマルテンサイト相の影響などを受けず，転位密度の変化によって説明す
ることができることを明らかとした．このとき試料表面近傍における降伏応力は硬さから
推定することで，転位密度の増加によって生じた加工硬化により降伏応力が非常に大きく
なることを示した．これによりピーニング処理前の未施工材の降伏応力よりも大きな残留
応力の形成が可能になることが分かった． 
 
以上の通り，本論文ではラインプロファイル解析により鉄鋼材料における微視組織と力
学的特性の関係を定量的に評価した．従来は主に TEM による観察法に限られていた微視組
織の評価に X 線回折を用いた方法，つまりラインプロファイル解析を適用することで，転
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位密度や結晶サイズなどに代表される微視組織の物理量が簡便で定量的に測定が可能とな
ることを示し，力学的特性との関係を評価する上でも有用な方法であることを明らかとし
た． 
今後，ラインプロファイル解析方法による微視組織と力学的特性の評価が広く利用され
ることで，材料の評価方法としての産業への応用や材料の力学的特性の理解が進むものと
期待される．例えば，X 線回折を用いた方法では高温下での in-situ 測定が可能となるため， 
in-situ 測定によって，ピーニング処理により形成された残留応力や微視組織の変化過程やそ
のメカニズムが解明されるものと期待される．また経験則に基づいている機械・構造物実
機の疲労寿命評価の新たな評価方法としての応用が期待できる．一方，基礎的研究におい
ても結晶子サイズや転位の種類，転位の配置などの微視組織と降伏応力や硬さなどの力学
的特性の関係について，ラインプロファイル解析により微視組織の変化を定量的に評価す
ることでその解明が進展すると期待される． 
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